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11 Einleitung
1.1 Motivation
Die Technologie der Turbomaschine hat in den vergangenen Jahrhunderten, beginnend mit
einfachen Wasserra¨dern und Windmu¨hlen, enorm an Bedeutung und Komplexita¨t gewonnen.
Heute spielen Turbomaschinen insbesondere bei der Umwandlung von Prima¨renergie in me-
chanische oder elektrische Energie eine zentrale Rolle; so werden ca. 80% der elektrischen
Energieerzeugung durch den Einsatz von Dampfturbinen verwirklicht. Vor dem Hintergrund
eines Ressourcen schonenden Energieeinsatzes werden neben den o¨konomischen in Zukunft
o¨kologische Gesichtspunkte eine immer bedeutendere Rolle spielen. Ein Einﬂussparameter, der
beide Aspekte gleichermaßen beru¨cksichtigt, ist dabei die Steigerung der Eﬃzienz, also des
Wirkungsgrades der Maschinen. Dies betriﬀt auch die Gasturbine, die als kompaktes Aggregat
hoher Leistungsdichte mit Anwendungen in der Luftfahrt und in stationa¨ren Kraftwerksanlagen
bereits einen sehr hohen Entwicklungsstand erreicht hat.
Abbildung 1.1 zeigt exemplarisch ein modernes Gasturbinenaggregat in Form eines Strahl-
triebwerks, wie es z.B. in der Boeing 717-200 zum Einsatz kommt. Der Ansaugmassenstrom
wird dabei, nach dem Durchstro¨men eines Gebla¨ses (Fan), in zwei Luftstro¨me aufgeteilt; der
Hauptteil der Stro¨mung wird durch einen Bypass außerhalb des Kerntriebwerks (core) entlang
gefu¨hrt und verla¨sst das Triebwerk als Strahl mit niedriger Stro¨mungsgeschwindigkeit. Die
restliche Ansaugluft stro¨mt durch das aus den Hauptkomponenten Verdichter, Brennkammer
und Turbine bestehende Kerntriebwerk und wird als Strahl mit hoher Geschwindigkeit ausge-
stoßen. Dabei tra¨gt die Bypass-Stro¨mung mit ca. 80% zum Gesamtschub des Triebwerkes bei.
Der den Hauptanteil des Schubes generierende Fan wird von der Niederdruckturbine (englisch:
low-pressure turbine, (LPT)) angetrieben, die somit u¨ber deutlich mehr Stufen verfu¨gt, als die
den Hochdruckverdichter antreibende Hochdruckturbine. Diese Mehrstuﬁgkeit in Kombination
mit den bereits in den stromauf liegenden Komponenten generierten instationa¨ren Nachla¨ufen
fu¨hrt in der Niederdruckturbine zu einer hochkomplexen instationa¨ren Stro¨mung, die durch die
U¨berlagerung von Stator- und Rotornachla¨ufen gepra¨gt ist.
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Abb. 1.1: Rolls-Royce BR715 Turbo-Fan Triebwerk
In Triebwerken hat der Wirkungsgrad der Niederdruckturbine einen wesentlichen Einﬂuss auf
den speziﬁschen Kraftstoﬀverbrauch. Typischerweise fu¨hrt eine Wirkungsgradsteigerung der
Niederdruckturbine von 1% zu einer Erho¨hung des Wirkungsgrades der Gesamtmaschine von
0.5% bis 1.0% (Wisler [180]). Intensive Forschungsta¨tigkeiten haben in den vergangenen
50 Jahren zu einer Steigerung des Turbinenwirkungsgrades von 80% auf Werte von u¨ber 93%
fu¨r moderne Niederdruckturbinen gefu¨hrt, so dass weitere Wirkungsgradsteigerungen immer
schwieriger zu realisieren sind. Vor diesem Hintergrund kommt, insbesondere in der Luftfahrt-
industrie, neben der Steigerung des Wirkungsgrades der Reduzierung von Herstellkosten und
Gewicht eine immer bedeutendere Rolle zu. Die Niederdruckturbine als schwerste1 Einzelkom-
ponente des Gesamttriebwerkes ist dabei ein wesentlicher Faktor zur Gewichtsreduktion. Eine
mo¨gliche Maßnahme, die neben einer Verringerung des Gewichtes zusa¨tzlich zu einer Reduzie-
rung der Herstell- und Wartungskosten fu¨hrt, ist die Reduzierung der Schaufelzahl. Neben den
positiven Eﬀekten einer Schaufelzahl-Reduzierung ergeben sich jedoch hinsichtlich der aerody-
namischen Auslegung erho¨hte Anforderungen, da die Einzelschaufeln einer sta¨rkeren Belastung
ausgesetzt sind. Der resultierende erho¨hte Druckunterschied zwischen Druck- und Saugseite
fu¨hrt im hinteren Bereich der Saugseite zu einem sta¨rkeren positiven Druckgradienten und
birgt somit die Gefahr der Grenzschichtablo¨sung. Zur Reduzierung der Schaufelzahl nimmt
man bei modernen Hochauftriebsproﬁlen (high lift proﬁles) bewusst eine kurze Ablo¨sezone in
Form einer transitionalen Ablo¨seblase mit turbulentem Wiederanlegen, und die damit verbun-
denen Verluste, in Kauf. Das Ziel ist dabei die entstehenden Wirkungsgradeinbußen mo¨glichst
1Der Anteil der LPT kann bis zu einem Drittel des Gesamtgewichtes betragen (Howell [77]).
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gering zu halten, bzw. den Wirkungsgrad durch den Einsatz optimierter Auslegungsverfahren
weiter zu steigern.
Bei der konventionellen Auslegung von Turbinenbeschaufelungen (stationa¨re Betrachtung)
steigen die auftretenden Proﬁlverluste mit zunehmender La¨nge der Ablo¨seblase stark an. Die-
se Annahme war einige Jahre der limitierende Faktor bei der Optimierung von Niederdruck-
turbinen. Neuere Konzepte beru¨cksichtigen die Beeinﬂussung des Transitionsprozesses durch
die kombinierten Eﬀekte von stochastisch-instationa¨ren (Nachlaufturbulenz) und periodisch-
instationa¨ren (Geschwindigkeitsdefekt und Druckﬂuktuationen) Eﬀekten. Durch geschickte
Ausnutzung des instationa¨ren Einﬂusses der Schaufelnachla¨ufe auf das Stro¨mungsgeschehen
stromab liegender Gitter konnten bei Niederdruckturbinen bis zu 20% der nach traditionellen
Auslegungsverfahren beno¨tigten Schaufeln eingespart werden (Howell et al. [78]).
Neben einer Reduzierung der Schaufelzahl lassen sich instationa¨re Eﬀekte auch zur Verbes-
serung des Wirkungsgrades mehrstuﬁger Maschinen nutzen. Aufgrund der bereits sehr ho-
hen aerodynamischen Gu¨te der Aggregate sind dabei bereits Wirkungsgradsteigerungen in der
Gro¨ßenordnung von wenigen Zehntel-Prozentpunkten von Interesse. Eine Mo¨glichkeit zur Nut-
zung nachlauﬁnduzierter Eﬀekte, die in mehrstuﬁgen Maschinen immer auftreten, la¨sst sich
durch eine spezielle Anordnung benachbarter Stator-Schaufelreihen realisieren, wie das im fol-
genden Kapitel erla¨uterte Beispiel zeigt. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wird eine solche
Anordnung fu¨r die systematische Analyse instationa¨rer Eﬀekte im Hinblick auf das Potenzial
zur Wirkungsgradsteigerung untersucht; um eine U¨bertragbarkeit der Ergebnisse auf die reale
Maschine zu ermo¨glichen kommt dabei ein modernes, fu¨r Niederdruckturbinen in Triebwerken
typisches, Hochauftriebsproﬁl zum Einsatz.
1.2 Der Clocking-Eﬀekt
In Abbildung 1.2 ist eine, aus einer Stator-Rotor-Stator-Kombination mit gleicher Schaufel-
zahl fu¨r beide Statoren bestehende, 1.5-stuﬁge Turbine abgebildet. Beim Durchtritt der Stator
1-Nachla¨ufe durch den Rotor werden die Nachlaufdellen zerhackt und treﬀen gepulst auf den
stromab liegenden Stator auf. Aufgrund der gleichen Schaufelzahl fu¨r beide Statoren entste-
hen ebenso viele gepulste Nachla¨ufe wie stromab Stator 2-Schaufeln vorhanden sind. Werden
die Statoren nun in Umfangsrichtung relativ zueinander verdreht, so treﬀen die gepulsten
Stator 1-Nachlaufsegmente, je nach Relativposition, an unterschiedlichen Stellen der Stator
2-Schaufeln auf. Dadurch vera¨ndert sich das Transitionsverhalten der Grenzschicht der Sta-
tor 2-Schaufeln und beeinﬂusst somit auch den Wirkungsgrad der Turbine. Dieses Pha¨nomen
wird als Clocking-Eﬀekt bezeichnet. Eine Reihe von Untersuchungen haben gezeigt, dass die
Wirkungsgrada¨nderung einer solchen Maschine, je nach Clocking-Position, also Relativposition
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der beiden Statoren zueinander, in der Gro¨ßenordnung von ±0.5% liegt. Das Wirkungsgra-
doptimum wird dabei in der Regel dann erreicht, wenn die gepulsten Nachlaufdellen in die
Na¨he der Schaufelvorderkante von Stator 2 treﬀen, was der Clockingposition 1 in Abbildung
1.2 entspricht.
Rotor
Clocking-Position 1
Clocking-Position 2
U0
Clocking-
Position
Wake Avenue
Stator 1 Stator 2
Abb. 1.2: Der Clocking-Eﬀekt
Ein wesentliches Ziel der vorliegenden Arbeit ist die detaillierte Untersuchung der beim
Clocking-Eﬀekt auftretenden physikalischen Wirkmechanismen, um ein besseres Versta¨ndnis
der instationa¨ren Stro¨mung und deren Einﬂuss auf das Grenzschichtgeschehen stromab lie-
gender Schaufelgitter zu gewinnen. Zwar steigt ja¨hrlich die Anzahl an Vero¨ﬀentlichungen, die
sich direkt oder indirekt mit dem Thema Clocking bescha¨ftigen; das Pha¨nomen ist aber in
seiner Komplexita¨t und seinen Einzelheiten bei weitem noch nicht vollsta¨ndig verstanden. Die
u¨berwiegende Mehrzahl der durchgefu¨hrten Untersuchungen beschra¨nkt sich auf die Angabe
des Wirkungsgradpotenzials und der Clocking-Position optimalen Wirkungsgrades - konkrete
Aussagen u¨ber die physikalischen Ursachen fu¨r dieses Verhalten sucht man oft vergebens.
1.3 Ziele und Gliederung des Forschungsvorhabens
Untersuchungsobjekt der vorliegenden Arbeit ist eine, a¨hnlich der in Abbildung 1.2 skizzierten,
1.5-stuﬁge, mit einer typischen Niederdruckturbinen-Beschaufelung ausgestattete Versuchstur-
bine. Die Beschaufelung des zweiten Stators wurde gema¨ß dem aktuellen Stand der Forschung
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im Hause MTU Aero Engines als Hochauftriebsproﬁl mit einer Ablo¨seblase auf der Saug-
seite ausgelegt. Niederdruckturbinen-Beschaufelungen sind durch große Verha¨ltnisse zwischen
Schaufelho¨he und Sehnenla¨nge charakterisiert (typischerweise 3-7:1), so dass Proﬁlverluste die
mit Abstand gro¨ßte Verlustquelle darstellen. Aufgrund der geringen Hinterkantendicke spielen
dabei die Proﬁlgrenzschichten eine u¨bergeordnete Rolle; typischerweise entfallen auf dem Mit-
telschnitt 60% der Verluste auf die Saugseitengrenzschicht, 20% auf die Druckseitengrenz-
schicht und 10% auf die Hinterkantenregion (Howell [77]). Aus diesem Grund liegt der
Fokus der vorliegenden Arbeit auf der Untersuchung des Einﬂusses der u¨berlagerten Stator-
und Rotornachla¨ufe auf das saugseitige Grenzschichtgeschehen von Stator 2. Im Nennbetriebs-
punkt weist die Reynoldszahl dabei fu¨r Niederdruckturbinen typische Werte im Reiseﬂug auf.
Die Auslegung der Beschaufelung als Hochauftriebsproﬁl hat als konkreten Hintergrund zwar
die Niederdruckturbine in Flugtriebwerken; die wesentlichen gemachten Aussagen lassen sich
jedoch generell auf mehrstuﬁge Axialmaschinen u¨bertragen.
Die u¨bergeordneten Ziele des Forschungsvorhabens lassen sich wie folgt zusammenfassen:
• Analyse der Interaktionsmechanismen von u¨berlagerten Stator- und Rotor-Nachla¨ufen
auf das Grenzschichtverhalten und die Verluste in axialen Turbinenstufen mit Hochauf-
triebsbeschaufelungen.
• Lieferung eines Beitrags zum besseren Versta¨ndnis der beim Clocking-Eﬀekt auftretenden
physikalischen Wirkmechanismen.
• Bereitstellung detaillierter experimenteller Ergebnisse fu¨r die Validierung von numeri-
schen Verfahren und Turbulenzmodellen zur Simulation der Stro¨mung in Turbomaschi-
nen unter Beru¨cksichtigung komplexer Nachlaufwirkungen.
Dazu dienen im Einzelnen die folgenden Arbeitsschritte und Teilziele:
• Experimentelle Untersuchungen an einer speziell fu¨r solche Studien entwickelten Stator-
Rotor-Stator-Anordnung (Kapitel 5).
• Vergleich der Wirkung des beschaufelten Rotors mit einem Speichenrotor als
a¨quivalentem Nachlauferzeuger (Kapitel 6).
• Variation der Drehzahl des beschaufelten Rotors und damit des Betriebszustandes der
Versuchsanordnung (Kapitel 7).
• Variation der Clocking-Position des stromauf gelegenen Stators (Kapitel 5,6,7).
• Experimentelle Ermittlung von zeitlich gemittelten und instationa¨ren Stro¨mungsgro¨ßen
und -verteilungen (Geschwindigkeit, Druck, Turbulenz, etc.) jeweils in den Messebenen
stromauf und stromab der einzelnen Schaufelgitter (Kapitel 5,6) und auf der Stator
2-Schaufeloberﬂa¨che (Kapitel 5,6,7).
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• Auswertung und Analyse der Messergebnisse im Hinblick auf Merkmale der Nachla¨ufe
und deren Wirkung auf lokale und globale Eﬀekte in den nachfolgenden Schaufelgittern
(Kapitel 5,6).
Vor der Diskussion der eigentlichen Ergebnisse werden in Kapitel 2 die zum Versta¨ndnis der
vorliegenden Arbeit wesentlichen theoretischen Grundlagen erla¨utert. Kapitel 3 beschreibt das
Versuchskonzept und den fu¨r die Messungen verwendeten Pru¨fstand. Auf die eingesetzten
Messverfahren und die Auswertemethodik wird in Kapitel 4 na¨her eingegangen. Aufgrund
der sehr hohen Anforderungen an die Messgenauigkeit werden in Kapitel 8 ausfu¨hrlich die
auftretenden Messfehler diskutiert und abgescha¨tzt. Im Anhang A wird auf die Problematik
der Anwendung einer Intermittenzanalyse fu¨r die vorliegende Versuchsanordnung eingegangen.
Die wesentlichen Erkenntnisse und Schlussfolgerungen der durchgefu¨hrten Untersuchungen
werden in Kapitel 9 zusammengefasst.
72 Theoretische Grundlagen
2.1 Stro¨mungsverluste in axialen thermischen
Turbomaschinen
Die in Turbomaschinen durch Stro¨mungsvorga¨nge auftretenden Verluste sind vielschichtiger
Natur und sehr komplex. Meist geht man von einer Unterteilung in Proﬁlverluste1, Verlu-
ste durch Verdichtungssto¨ße2, Spaltverluste und Seitenwandverluste aus, wobei die genannten
Verlustmechanismen in der Regel nicht unabha¨ngig voneinander auftreten. Stro¨mungsverluste
fu¨hren immer zu einer Entropieerho¨hung, wie z.B. durch viskose Eﬀekte in Grenzschichten
und bei Mischungsvorga¨ngen, bei Verdichtungssto¨ßen und bei der Wa¨rmeu¨bertragung durch
Temperaturgefa¨lle. Im folgenden Kapitel soll ein kurzer U¨berblick u¨ber die in thermischen
Turbomaschinen axialer Bauart durch Stro¨mungsvorga¨nge auftretenden Verlustmechanismen
(innere Verluste) geliefert werden, wobei unter Verlusten all jene Stro¨mungseﬀekte verstanden
werden, die zu einer Reduktion des Wirkungsgrades fu¨hren. Der Schwerpunkt liegt dabei auf
der Diskussion der fu¨r die vorliegenden Arbeit entscheidenden Proﬁlverluste. Auf a¨ußere3 Ver-
luste (a¨ußere Leckage, mechanische Verluste, etc.) wird nicht na¨her eingegangen, da sie nicht
Gegenstand der durchgefu¨hrten Untersuchungen sind. Grundlegende Arbeiten zu verschiedenen
Verlustmechanismen wurden in den sechziger Jahren von Pfeil [123, 124, 125, 126] durch-
gefu¨hrt. Einen U¨berblick zum Thema Verluste geben eine Vielzahl von Lehrbu¨chern (z.B.
Traupel [173], Lakshminarayana [99], Bra¨unling [19]) und Vero¨ﬀentlichungen (z.B.
Denton [33], Dunham [39]).
1Bei dieser Unterteilung werden die Hinterkantenverluste den Proﬁlverlusten zugerechnet.
2Diese spielen im Rahmen der vorliegenden Arbeit keine Rolle und werden nicht na¨her behandelt.
3A¨ußere Verluste fu¨hren im Gegensatz zu inneren Verlusten nicht zu einer Vera¨nderung der Zustandsa¨nderung
des Fluids.
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2.1.1 Verlustkoeﬃzienten
Zur Beurteilung der aerodynamischen Gu¨te von Schaufelgittern gibt es eine Reihe verschie-
den deﬁnierter Verlustkoeﬃzienten, wobei am gebra¨uchlichsten der auf dem Totaldruckverlust
basierende Koeﬃzient ist. Die Deﬁnition fu¨r Turbinen lautet:
ζt =
ptE − ptA
ptA − pA
, (2.1)
wobei der Index t den Totalzustand und die Indizes E und A den Ein- und Austrittszustand
der betrachteten Stromro¨hre charakterisieren. Der Hauptgrund fu¨r die weite Verbreitung die-
ser Deﬁnition ist ihre einfache Anwendbarkeit auf experimentell ermittelte Daten. Ebenfalls
verbreitet ist der auf der Enthalpiea¨nderung beruhende Enthalpieverlustkoeﬃzient.
Zur Abscha¨tzung der gesamten Stro¨mungsverluste realer Maschinen sind sowohl der Total-
druckverlustkoeﬃzient als auch der Enthalpieverlustkoeﬃzient nur bedingt geeignet; bei ro-
tierenden Schaufelgittern ko¨nnen Totaldruck und Totalenthalpie entlang der Schaufelho¨he
aufgrund unterschiedlicher Radien variieren, ohne dass damit ein Verlust verbunden ist. In der
realen Maschine wird deshalb der isentrope Wirkungsgrad als Verha¨ltnis zwischen der realen
Arbeit und der isentropen Arbeit deﬁniert, so dass die einzigen Faktoren, die den Wirkungsgrad
beeinﬂussen, Abweichungen vom isentropen Vergleichsprozess sind. Diese Abweichungen vom
Vergleichsprozess ko¨nnen entweder durch Wa¨rmeu¨bertragung oder durch thermodynamische
Irreversibilita¨ten entstehen. Da fu¨r die meisten Maschinen eine adiabate Zustandsa¨nderung
angenommen werden kann, ist somit die Entropieentstehung aufgrund von Irreversibilta¨ten
die einzige signiﬁkante Verlustquelle, die zu einer Reduzierung des isentropen Wirkungsgrades
fu¨hrt.
Um die in einer Schaufelreihe auftretenden Stro¨mungsverluste zu quantiﬁzieren ist deshalb ein
auf der Entropieerho¨hung basierender Verlustkoeﬃzient besser geeignet. Die Gro¨ße Entropie
hat dabei den Vorteil, dass sie, anders als Totaldruck oder Totalenthalpie, bei ruhendem und
rotierendem Gitter identisch ist. Entropie kann nicht direkt gemessen werden, allerdings ergibt
sich aus der Thermodynamik, dass die Entropie fu¨r Einphasenstro¨mungen eine Funktion von
zwei weiteren thermodynamischen Gro¨ßen wie Druck und Temperatur ist:
s− sref = cp ln
(
T
Tref
)
− R ln
(
p
pref
)
. (2.2)
Die in Gleichung (2.2) angegebenen Dru¨cke und Temperaturen ko¨nnen sowohl statische als
auch Totalgro¨ßen darstellen, da per Deﬁnition der U¨bergang vom statischen zum Totalzustand
isentrop ist. Obige Gleichung liefert nur eine Entropiea¨nderung; der absolute Wert der Entropie
ist dabei beliebig.
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Fu¨r eine adiabate Stro¨mung durch ein stationa¨res Schaufelgitter ist die Totaltemperatur kon-
stant und man erkennt, dass in Gleichung (2.2) Entropiea¨nderungen nur von der A¨nderung
des Totaldruckes abha¨ngen:4
∆s = −R ln
(
ptA
ptE
)
= −R ln
(
1− ∆pt
ptE
)
, mit ∆pt = ptE − ptA . (2.3)
Der Totaldruckverlust kann dabei durch viskose oder andere Verluste (z.B. Verdichtungssto¨ße)
hervorgerufen werden.
Gleichung (2.3) la¨sst sich in Form einer Taylor-Reihenentwicklung darstellen:
∆s
R
=
∆pt
ptE
+
1
2
(
∆pt
ptE
)2
+
1
3
(
∆pt
ptE
)3
+ ... (2.4)
Fu¨r kleine Totaldruckverluste (∆pt/ptE  1), wie sie z.B. in Grenzschichten auftreten, sind die
Terme ho¨herer Ordnung vernachla¨ssigbar. In ebenen Schaufelgittern oder fu¨r Statorschaufeln
kann der Totaldruckverlust dann in guter Na¨herung mit der Entropiezunahme gleichgesetzt
werden:
∆s
R
=
∆pt
ptE
. (2.5)
Fu¨r Turbinenbeschaufelungen wird der Totaldruckverlust u¨blicherweise mit dem dynamischen
Druck am Austritt normiert, so dass sich als Verlustkoeﬃzient Gleichung (2.1) ergibt, die, fu¨r
den Fall adiabater Stro¨mung durch ein stationa¨res Schaufelgitter bei geringen Totaldruckver-
lusten, die wirkliche Entropieerho¨hung beru¨cksichtigt.
2.1.2 Proﬁlverluste
Unter Proﬁlverlusten versteht man die in Schaufelgrenzschichten (inklusive abgelo¨ster Grenz-
schichten) auftretenden Verluste aufgrund von viskoser Reibung und turbulenter Dissipation.
Dabei wird mechanische Energie innerhalb der Grenzschicht in Wa¨rme dissipiert, was zu einer
Entropieerho¨hung und folglich einem Totaldruckverlust fu¨hrt. In der Regel werden die zusa¨tzlich
ab der Schaufelhinterkante auftretenden Mischungsverluste den Proﬁlverlusten zugerechnet:
Zum einen kommt es im Nachlauf der Schaufel zu einer Gla¨ttung der ungleichfo¨rmigen Ge-
schwindigkeitsverteilung durch viskose und turbulente Vorga¨nge, und zum anderen fu¨hrt die
4Bei der Messung des Totaldruckverlustes durch instationa¨re Druckaufnehmer ist zu beachten, dass, aufgrund
von Fluktuationen des statischen Druckes, die so genannte Energieseparation (energy separation) auftreten
kann. Dabei ko¨nnen A¨nderungen der momentanen Totaltemperatur zu einer A¨nderung des momentanen
Totaldruckes fu¨hren, ohne dass davon der thermodynamische Verlust betroﬀen wird. Somit mu¨ssen zur
Messung des korrekten momentanen Verlustes simultan Totaltemperatur und Totaldruck gemessen werden
(vgl. Hodson & Dawes [74]).
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Ausmischung des an der Schaufelhinterkante generierten Wirbelsystems zu zusa¨tzlichen Ver-
lusten.
Um Proﬁlverluste separat abscha¨tzen zu ko¨nnen, wird deren Bestimmung fernab begren-
zender Wa¨nde5 durchgefu¨hrt, in einem Bereich, in dem die Stro¨mung oft na¨herungsweise
zweidimensional betrachtet werden kann. Dadurch lassen sich die Verluste durch Experimen-
te in ebenen Schaufelgittern oder durch Grenzschichtberechnungen abscha¨tzen. Weisen die
Stro¨mungsvariablen u¨ber der Schaufelho¨he große Gradienten auf und/oder wird eine dreidi-
mensionale Schaufelgeometrie eingesetzt, so kommt es zu Querstro¨mungen, die zu zusa¨tzlichen
(dreidimensionalen) Proﬁlverlusten fu¨hren.
Denton [33] gibt fu¨r zweidimensionale Stro¨mungen bei niedrigen Machzahlen den folgenden
entropiebasierten Verlustkoeﬃzienten zur Abscha¨tzung der Proﬁlverluste in der Grenzschicht
an:6
ζ = 2
∑ S0
s cosαref
∫ 1
0
Cd
(
ce
cref
)3
d
(
S
S0
)
, (2.6)
wobei Verluste an der Schaufelhinterkante unberu¨cksichtigt bleiben. Die in obiger Gleichung
angegebene Summation wird u¨ber beide Schaufeloberﬂa¨chen durchgefu¨hrt, wobei s der Schau-
felteilung, S der Oberﬂa¨chenkoordinate und S0 der gesamten Oberﬂa¨chenla¨nge entspricht. Der
Stro¨mungswinkel αref und die Stro¨mungsgeschwindigkeit cref werden bei Turbinen dem Aus-
trittszustand (αA und cA) und bei Verdichtern dem Eintrittszustand zugeordnet. ce steht fu¨r
Stro¨mungsgeschwindigkeit am Grenzschichtrand und man erkennt, dass der Ausdruck (ce/cref)
3
entscheidend fu¨r die entstehenden Verluste ist. Gro¨ßere Verluste entstehen also dort, wo die
gro¨ßten Geschwindigkeiten auftreten. Somit ist die Saugseite hinsichtlich der Proﬁlverluste
dominierend.
In Abbildung 2.1 erkennt man, dass der Reibungskoeﬃzient Cd je nach Zustand der Grenz-
schicht deutlich unterschiedliche Werte annimmt. Die Lage des Umschlagspunktes ist somit
ganz entscheidend fu¨r den Verlustkoeﬃzienten in Gleichung (2.6). Um die Proﬁlverluste in
der Grenzschicht zu minimieren sollte also die Grenzschicht mo¨glichst lange laminar gehalten
werden.
Zur Abscha¨tzung der an der Schaufelhinterkante entstehenden Verluste konnten Mee et. al.
[114] fu¨r Unterschallstro¨mungen zeigen, dass bei einer Blockage von 6.3% durch die Schau-
felhinterkante ca. 1/3 des zweidimensionalen Verlustes auf Mischungsverluste stromab der
Schaufelhinterkante zuru¨ckzufu¨hren sind. Bei U¨berschallstro¨mungen kann sich dieser Anteil
auf 50% erho¨hen.
5in der Regel auf dem Mittelschnitt
6Fu¨r die praktische Anwendung in Turbomaschinen ist diese Formel aufgrund des a priori unbekannten
Reibungskoeﬃzienten Cd nur bedingt geeignet.
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Abb. 2.1: Dissipationskoeﬃzient fu¨r laminare und turbulente Grenzschichten (Schlichting
[144])
In Niederdruckturbinen stellen Proﬁlverluste die gro¨ßte Verlustquelle dar, da, aufgrund der
dort auftretenden großen Schaufelho¨he/Sehnenla¨nge-Verha¨ltnisse (typischerweise 3-7:1), Se-
kunda¨rstro¨mungsverluste nur eine untergeordnete Rolle spielen. Der Anteil der Proﬁlverluste
am gesamten Stro¨mungsverlust betra¨gt dort ca. 80%; der Anteil der davon auf der Saug-
seite generierten Proﬁlverluste betra¨gt typischerweise zwischen 60% (konventionelle Proﬁle)
und 80% (Hochauftriebsproﬁle) (Howell et. al [78], Gonza´lez et. al [53]). Durch eine
Reduktion der Proﬁlverluste einer Niederdruckturbine auf 90% des Ausgangswertes la¨sst sich
der Wirkungsgrad der Niederdruckturbine um bis zu 0.5% steigern, was die Wichtigkeit der
Proﬁlverluste beim Design von Niederdruckturbinen verdeutlicht.
2.1.3 Spaltverluste
Spaltverluste entstehen zwischen still stehenden und rotierenden Bauteilen einer Turboma-
schine, d.h. in den Spalten zwischen Rotor und ruhendem Geha¨use sowie zwischen Stator und
drehender Nabe. Ursache ist der Druckausgleich zwischen Druck- und Saugseite, der zu ei-
ner Ausgleichsstro¨mung von Gebieten ho¨heren Druckes hin zu Gebieten niedrigeren Druckes
fu¨hrt. Dadurch reduziert sich der durch die Schaufelpassage stro¨mende Massenstrom, was
zu einer Vera¨nderung der Charakteristik Massenstrom/Druckverha¨ltnis fu¨hrt.7 Die Ausgleichs-
stro¨mung u¨ber die Schaufelspitzen und die Hauptstro¨mung in der Schaufelspitzenregion wei-
7Dabei handelt es sich im Wesentlichen um einen reibungsfreien Vorgang, der nicht notwendigerweise zu
einer Reduzierung des Wirkungsgrades fu¨hrt (Denton [33]).
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sen unterschiedliche Stro¨mungswinkel und Stro¨mungsgeschwindigkeiten auf, bei deren Aus-
mischung Verluste auftreten. Zusa¨tzliche Mischungsverluste entstehen durch die Generierung
eines Spaltwirbels, der durch turbulente und viskose Prozesse dissipiert. Abha¨ngig von der Ma-
schine tragen Spaltverluste nach Lakshminarayana [99] zu ca. 20 − 35% zum gesamten
Stro¨mungsverlust bei.
2.1.4 Seitenwandverluste
Seitenwandverluste (endwall losses) werden in der Literatur zusammen mit Spaltverlusten auch
unter dem Begriﬀ Sekunda¨rstro¨mungsverluste8 (secondary losses) zusammengefasst. Im Fol-
genden sollen unter Seitenwandverlusten all jene Verluste verstanden werden, die durch die
Begrenzungswa¨nde von Geha¨use und Nabe, sowohl innerhalb als auch außerhalb der Schaufel-
passage, hervorgerufen werden.
Das Stro¨mungsfeld nahe der Begrenzungswa¨nde ist durch ausgepra¨gte Sekunda¨rstro¨mungen
gekennzeichnet, deren Sta¨rke im Wesentlichen von der Grenzschichtdicke stromauf und der
Umlenkung im Schaufelgitter abha¨ngt. Die Entstehung von Sekunda¨rstro¨mungen resultiert
aus den im Allgemeinen sehr ungleichfo¨rmigen Verteilungen von Geschwindigkeit, Totaldruck
und Totaltemperatur beim Eintritt in eine Schaufelreihe. Dabei handelt es sich zuna¨chst um
ein reibungsfreies9 Pha¨nomen, das alleine noch nicht zu einer Entropieerho¨hung fu¨hrt. Die
Seitenwandgrenzschichten lo¨sen sich beim Eintreten in die Schaufelpassage teilweise ab und
stro¨men innerhalb der Passage Richtung Saugseite. Dabei bilden sich in Stro¨mungsrichtung
Wirbel aus, die durch die klassische Theorie der Sekunda¨rstro¨mungen beschreibbar sind. Ver-
luste entstehen durch die Ausbildung der Seitenwandgrenzschichten, durch die Interaktion
der impulsarmen, Richtung Saugseite konvektierenden, Sekunda¨rstro¨mung mit der dortigen
Grenzschicht und die Ausmischung der entstehenden Wirbel mit der Hauptstro¨mung. Indirekt
durch Sekunda¨rstro¨mungen hervorgerufene Eﬀekte wie Eckenablo¨sungen und die Interakti-
on mit Nachla¨ufen fu¨hren zu zusa¨tzlichen Verlusten in Form von turbulenter und viskoser
Vermischung sowie Dissipation. In Turbinen stellen Seitenwandverluste eine beachtliche Ver-
lustquelle dar, die nach Denton [33] typischerweise ca. 1/3 der gesamten Stro¨mungsverluste
ausmacht.10
8Oft versteht man unter Sekunda¨rstro¨mungsverlusten auch all jene Verluste, die nicht den Proﬁlverlusten
zugerechnet werden ko¨nnen.
9Zwar la¨sst sich die Entstehung beispielsweise des Hufeisenwirbels durch die reibungsfreie Theorie beschreiben;
die sich anschließenden Stadien des Aufrollens, Anwachsens und der Ablo¨sung des Wirbels sind jedoch von
der Viskosita¨t des Fluids dominiert.
10In Niederdruckturbinen ist der Anteil der Sekunda¨rstro¨mungsverluste deutlich geringer (vgl. Kapitel 2.1.2).
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2.2 Transitionale Grenzschichten
Obwohl die Stro¨mung in Turbomaschinen durch hohe Turbulenzgrade und eine ausgepra¨gte
Instationarita¨t gekennzeichnet ist, ko¨nnen die dort auftretenden Grenzschichten laminar, tran-
sitional oder turbulent sein. Dabei weisen die Grenzschichten in kleineren Maschinen und in bei
niedrigen Reynoldszahlen operierenden Komponenten die Tendenz auf, u¨ber weite Bereiche der
Schaufeloberﬂa¨che laminar zu bleiben. Laminare Grenzschichten reagieren deutlich empﬁndli-
cher auf a¨ußere Sto¨rungen als turbulente Grenzschichten und neigen zur Stro¨mungsablo¨sung,
was sich insbesondere beim Einsatz der Maschinen u¨ber einem breiten Reynoldszahl- und
Inzidenzwinkelspektrum, aufgrund der durch Ablo¨sungserscheinungen generierten hohen Ver-
luste, als problematisch erweisen kann. Die korrekte Vorhersage ablo¨sender und gegebenenfalls
nach einem turbulenten Umschlag wiederanlegender Stro¨mungen erweist sich, trotz intensiver
Forschungsarbeiten auf diesem Gebiet, immer noch als schwierig. Die im Auslegungsprozess
verwendeten Korrelationen zur Bestimmung von Ablo¨sepunkt, Transitionspunkt, etc. basieren
auf empirischen Modellen und liefern in der Regel gute Ergebnisse fu¨r solche Anwendungsfa¨lle,
die gut mit den Referenzfa¨llen, fu¨r die die Korrelationen erstellt wurden, u¨bereinstimmen.
Ansa¨tze zur Berechnung transitionaler Stro¨mungen ohne die Verwendung empirischer Tran-
sitionsmodelle (z.B. Thurso [168]) liefern viel versprechende Ergebnisse fu¨r einfache An-
wendungsfa¨lle, haben jedoch Probleme hinsichtlich der Berechnung transitionaler, ablo¨sender
Stro¨mungen unter realen Turbomaschinenbedingungen (vgl. Ko¨nig et. al [90]). Schmidt
& Patankar [147] konnten fu¨r den Fall anliegender Transition zeigen, dass Low-Re Turbu-
lenzmodelle den Transitionsbeginn und die Transitionsla¨nge in vielen Fa¨llen nur sehr ungenau
berechnen. Gru¨nde hierfu¨r werden in der Tatsache vermutet, dass fu¨r die Transition wesentli-
che Parameter wie die Anfachung von Instabilita¨ten und die Ausbreitungscharakteristika von
Turbulenzﬂecken durch die Reynolds-Mittelung nicht aufgelo¨st werden (Roberts & Yaras
[134]).
Die Position des Transitionsbeginns und die La¨nge des Umschlagsgebietes haben einen sehr
ausgepra¨gten Einﬂuss auf die durch die Stro¨mung auf den Ko¨rper u¨bertragene Kraft, den
Wa¨rmeu¨bergang zwischen Ko¨rperoberﬂa¨che und Stro¨mung und das Verlustgeschehen in der
Grenzschicht. Insbesondere im Bereich der Niederdruckturbinen, die durch niedrige Reynolds-
zahlen gekennzeichnet sind (ReC ≈ 0.5−5·105, vgl.Hodson &Howell [75]), sind transitio-
nale Eﬀekte ein wichtiger Verlustmechanismus. Aus diesem Grund spielen sowohl experimentel-
le als auch numerische Untersuchungen des Grenzschichtverhaltens von Niederdruckturbinen-
Beschaufelungen eine wichtige Rolle bei der Optimierung moderner Gasturbinen.
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2.2.1 Transitionsmechanismen
Der laminar-turbulente Umschlag wurde erstmals von O. Reynolds (1883) anhand ei-
ner Rohrstro¨mung systematisch untersucht (Reynolds’scher Farbfadenversuch). Erst deutlich
spa¨ter stellte man fest, dass auch bei umstro¨mten Ko¨rpern verschiedene Grenzschichtzusta¨nde
auftreten ko¨nnen. Ein dimensionsloser Parameter, der eine Aussage u¨ber den Zustand der
Stro¨mung ermo¨glicht, ist die Reynoldszahl, die je nach Anwendungsfall auf unterschiedli-
chen charakteristischen La¨ngen und Geschwindigkeiten beruht. Ist die Stro¨mung durch eine
Reynoldszahl charakterisiert, die oberhalb einer kritischen Reynoldszahl Rekrit liegt, so ist der
turbulente Stro¨mungszustand der Wahrscheinlichere. In Turbomaschinen ist dabei der Zustand
der Grenzschicht von Interesse, da die Freistro¨mung aufgrund stromauf liegender Bauteile als
turbulent zu betrachten ist. Bezu¨glich des Umschlages der Grenzschicht lassen sich im We-
sentlichen drei unterschiedliche Transitionsformen unterschieden: die natu¨rliche Transition,
die Bypass-Transition und die Transition u¨ber abgelo¨sten Scherschichten. In Turbomaschinen
ko¨nnen diese Formen des Umschlags sowohl einzeln als auch kombiniert auftreten; im Falle
hoher Beschleunigungen ist zusa¨tzlich eine Relaminarisierung mo¨glich. Die nachlauﬁnduzier-
te Transition, also der Umschlag der Grenzschicht aufgrund des Turbulenzeintrages stromauf
generierter Nachla¨ufe, nimmt unter den Transitionsmechanismen eine Sonderstellung ein, und
wird in Kapitel 2.3.3 separat behandelt.
Der Umschlag laminar-turbulent in der Grenzschicht eines umstro¨mten Ko¨rpers wird von vielen
Parametern beeinﬂusst, von denen außer der Reynoldszahl die wichtigsten11 der Druckgradient
der Außenstro¨mung, die Wandbeschaﬀenheit (Rauhigkeit) und die Sto¨rungsfreiheit der Außen-
stro¨mung (Turbulenzgrad und instationa¨re Nachla¨ufe) sind. Ein oft zitierter Anhaltswert fu¨r
die kritische Reynoldszahl ist die fu¨r die ebene Platte bei geringer Freistromturbulenz und
natu¨rlicher Transition geltende Untergrenze von Rex|krit = 3.5 · 105. Dabei gilt
Rex =
c∞ x
ν
, (2.7)
wobei c∞ der ungesto¨rten Zustro¨mgeschwindigkeit und x der Lauﬂa¨nge entlang der Platte
entspricht. Bei gekru¨mmten Oberﬂa¨chen wird die Koordinate in axialer Richtung x durch die
Schaufelkoordinate S ersetzt.
Im Bereich der Transitionsmodellierung wird als charakteristische Reynoldszahl in der Regel
die auf der lokalen Stro¨mungsgeschwindigkeit ce am Grenzschichtrand und der an der gleichen
11Sekunda¨re Parameter sind die in der Freistro¨mung auftretenden turbulenten La¨ngenskalen, die Machzahl,
akustische Eﬀekte, die Oberﬂa¨chentemperatur, die Oberﬂa¨chenkru¨mmung und die Vorgeschichte aller die-
ser Parameter. Eine detaillierte Untersuchung hierzu liefern Abu-Ghannam & Shaw [1].
Kapitel 2. Theoretische Grundlagen 15
Stelle vorherrschenden Impulsverlustdicke δ2 basierende Impulsverlustdicken-Reynoldszahl an-
gegeben:
Reδ2 =
ce δ2
ν
. (2.8)
Betrachtet man fu¨r Gasturbinen mo¨gliche Werte im Transitionspunkt T von Reδ2 |T ≈ 100, so
ergeben sich unter Beru¨cksichtigung des Zusammenhangs12
Reδ2 = 0.664
√
ReS (2.9)
Werte von ReS|T = 25 000, die eine Gro¨ßenordnung unter der Abscha¨tzung ReS|krit = 3.5 ·
105 liegen. Somit lassen sich die Ergebnisse der ebenen Plattengrenzschicht nur als grobe
Anhaltswerte zur Beurteilung des Umschlages in Turbomaschinenbeschaufelungen verstehen.
Natu¨rliche Transition und Turbulenzﬂecken Der natu¨rliche Umschlag kann in anlie-
genden Grenzschichten mit niedrigem Turbulenzgrad in der Außenstro¨mung auftreten. Dabei
kommt es innerhalb der laminaren Grenzschicht ab einer kritischen Reynoldszahl zu prima¨ren,
durch die lineare Stabilita¨tstheorie beschreibbaren Instabilita¨ten, die als Tollmien-Schlichting
Wellen bezeichnet werden. Weiter stromab entwickeln sich dreidimensionale instabile Wellen
und Wirbel, die an Stellen sehr großer Wirbelsta¨rke lokal aufplatzen. An Stellen mit hoher
turbulenter Schwankungsgeschwindigkeit bilden sich Turbulenzﬂecken (turbulent spots), die
weiter stromab zu einer vollturbulenten Stro¨mung zusammenwachsen. Eine sehr ausfu¨hrliche
Beschreibung der natu¨rlichen Transition ﬁndet sich in Schlichting [144].
Aufgrund der in Turbomaschinen auftretenden hohen Turbulenzgrade ist der natu¨rliche Um-
schlag dort von untergeordnetem Interesse. Die Theorie der Turbulenzﬂecken spielt jedoch auch
hier eine wichtige Rolle, da durch die periodisch wiederkehrenden Schaufelnachla¨ufe lokal Tur-
bulenzﬂecken generiert werden ko¨nnen, die zu einer vollturbulenten Stro¨mung zusammenwach-
sen. Die wesentlichen aus Untersuchungen zur natu¨rlichen Transition stammenden Erkenntnis-
se zur Theorie der Turbulenzﬂecken ko¨nnen auf die Stro¨mung in Turbomaschinen u¨bertragen
werden. Die erste Studie, in der Turbulenzﬂecken nachgewiesen werden konnten, stammt von
Emmons [41] aus dem Jahre 1951. Einige Jahre spa¨ter fu¨hrten Schubauer & Kleba-
noff [158] eine umfangreiche, oft zitierte Untersuchung ku¨nstlich generierter Turbulenzﬂecken
durch. Ihre Ergebnisse, deren Gu¨ltigkeit in einer Vielzahl von Untersuchungen besta¨tigt wur-
de, zeigen, dass sich die Ausbreitungsgeschwindigkeiten von Vorderkante (cLE = 0.88 c∞)
und Hinterkante (cTE = 0.5 c∞) der Turbulenzﬂecken etwas niedriger einstellen als die lo-
kale Freistromgeschwindigkeit c∞. Weiterhin konnten Schubauer & Klebanoff die Exi-
stenz von beruhigten Zonen (becalmed regions) mit fast verschwindender Turbulenzaktivita¨t
12Diese Beziehung folgt aus der Lo¨sung der Blasius’schen Gleichung fu¨r die laminare Plattengrenzschicht und
gilt fu¨r eine reale Beschaufelung nur als grobe Abscha¨tzung. Daneben gibt es eine Reihe von genaueren
Beziehungen, die den Einﬂuss von Turbulenzgrad, Druckgradient, etc. beru¨cksichtigen (vgl. Mayle [113]).
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hinter den Turbulenzﬂecken nachweisen. Diese Zonen sind durch gegenu¨ber der turbulenten
Stro¨mung reduzierte Fluktuationen sowie gegenu¨ber der laminaren Stro¨mung leicht erho¨hte
lokale Wandschubspannungswerte und ein vo¨lligeres Geschwindigkeitsproﬁl gekennzeichnet, so
dass sie gro¨ßeren positiven Druckgradienten Stand halten als die laminare Stro¨mung. Unter
Beru¨cksichtigung instationa¨rer Eﬀekte lassen sich damit die durch Ablo¨seerscheinungen ge-
nerierten Verluste reduzieren, was man sich heute beim Design von Hochauftriebsproﬁlen in
Niederdruckturbinen zu Nutze macht (vgl. Schulte & Hodson [159], Hodson & Howell
[75]).
Bypass-Transition Fu¨r Grenzschichten die a¨ußeren Sto¨rungen ausreichender Amplitude,
beispielsweise hohen Turbulenzgraden der Freistro¨mung oder Oberﬂa¨chenrauhigkeiten, aus-
gesetzt sind, werden die ersten beiden bei der natu¨rlichen Transition auftretenden Stadien,
also die Entstehung von Tollmien-Schlichting Wellen und dreidimensionalen Instabilita¨ten,
u¨bersprungen (bypassed). Somit werden die Turbulenzﬂecken in der Grenzschicht direkt durch
die Turbulenz der Freistro¨mung generiert und ein Transitionsmodell zur Berechnung der
Bypass-Transition beno¨tigt lediglich Korrelationen fu¨r die Produktion, das Wachstum und
die Konvektion der Turbulenzﬂecken. Die Bypass-Transition ist in Turbomaschinen aufgrund
der dort auftretenden hohen Freistromturbulenzgrade sehr bedeutsam.
Transition u¨ber abgelo¨ste Scherschichten Lo¨st eine laminare Grenzschicht ab, so kann
sich in der abgelo¨sten Grenzschicht der laminar-turbulente Umschlag vollziehen. Nach erfolg-
tem Umschlag kann es, aufgrund des erho¨hten Impulsaustausches in der freien Scherschicht,
zu einem Wiederanlegen der Grenzschicht kommen, so dass sich eine Ablo¨seblase ausbildet.
Typische Ursachen fu¨r ablo¨sende laminare Grenzschichten sind positive Druckgradienten oder
in Wandna¨he angebrachte Hindernisse. In Gasturbinen kommt der Transition u¨ber abgelo¨sten
Scherschichten insbesondere im Bereich der Kompressoraerodynamik und bei Niederdruck-
turbinen eine wichtige Bedeutung zu, da eine optimale Ausnutzung dieses Eﬀektes zu einer
deutlichen Wirkungsgradverbesserung der Maschinen fu¨hren kann. Typische Regionen, in den
Ablo¨seblasen auftreten, sind die Bereiche in der Na¨he der Vorderkante, in denen bei Fehlan-
stro¨mung hohe ”U¨bergeschwindigkeiten” auftreten (sowohl auf der Druckseite als auch auf
der Saugseite), sowie der Bereich in der Na¨he des Druckminimums auf der Saugseite. Eine
detaillierte Beschreibung transitionaler Ablo¨seblasen sowie des dort auftretenden Transitions-
mechanismus ﬁndet sich in Kapitel 2.2.2.
Relaminarisierung Auch der Umschlag von der turbulenten in die laminare Stro¨mungsform
ist mo¨glich und von Interesse fu¨r den Entwicklungsprozess von Gasturbinen. Diese mit Relami-
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narisierung bezeichnete umgekehrte Transition tritt in stark beschleunigten Stro¨mungen auf,
wenn der dimensionslose Beschleunigungsparameter13
AC =
ν
c2e
dce
dS
(2.10)
Werte annimmt die gro¨ßer als 3 ·10−6 sind; diese Konstante besitzt nach Mayle [113] sowohl
fu¨r niedrige also auch fu¨r hohe Freistromturbulenzgrade Gu¨ltigkeit. Hintergrund dieses Ver-
haltens ist die Unterdru¨ckung der Generierung von Turbulenzﬂecken, was im Umkehrschluss
dazu fu¨hrt, dass fu¨r Stro¨mungen mit AC > 3 · 10−6 kein laminar-turbulenter Umschlag auf-
treten kann. Relaminarisierung kann bei Turbinenbeschaufelungen auf der Druckseite nahe der
Schaufelhinterkante und auf der Saugseite nahe der Vorderkante auftreten.
2.2.2 Transitionale Ablo¨seblasen
Ablo¨seblasen treten in Stro¨mungen mit niedrigen Reynoldszahlen auf, die fu¨r Tragﬂu¨gel, ba-
sierend auf der Sehnenla¨nge C, in der Gro¨ßenordnung ReC < 10
6 liegen. Je nach Ursa-
che fu¨r die Ablo¨sung unterscheiden Alving & Fernholz [4] zwischen geometriebeding-
ter, durch große Gradienten in der Geometrie hervorgerufene Ablo¨sung (geometry induced
separation) und Ablo¨sung durch positive Druckgradienten (adverse-pressure-gradient (APG)-
induced separation). Wa¨hrend bei geometriebedingter Ablo¨sung der Ablo¨sepunkt (außer bei
Kriechstro¨mungen) u¨ber den gesamten Reynoldszahlbereich ra¨umlich und zeitlich konstant
bleibt, ko¨nnen Ablo¨se- und Transitionspunkt bei APG-induzierter Transition, abha¨ngig von den
Stro¨mungsverha¨ltnissen, in Stro¨mungsrichtung variieren.Alving & Fernholz unterscheiden
weiterhin, abha¨ngig von der Ho¨he der Scherschicht stromauf der Ablo¨sung, zwischen ”starken”
und ”schwachen” Ablo¨seblasen. Eine Ablo¨seblase wird als stark bezeichnet, wenn die Ho¨he der
der Ablo¨sung vorangehenden Scherschicht kleiner oder gleich der Ho¨he der Ablo¨seblase ist, und
als schwach, wenn die Ho¨he der Ablo¨seblase deutlich geringer als die Ho¨he der vor der Ablo¨sung
auftretenden Scherschicht ist. Eine weitere Unterscheidung kann nach dem Grenzschichtzu-
stand im Ablo¨se-und Wiederanlegepunkt getroﬀen werden. Bei einer laminaren Ablo¨seblase
ist die Grenzschicht in beiden Punkten laminar, bei einer turbulenten Blase in beiden Fa¨llen
turbulent, und bei einer transitionalen Blase lo¨st die Stro¨mung laminar ab und legt turbulent
wieder an. In vielen Arbeiten, insbesondere im Bereich der Turbomaschinen, wo transitionale
Ablo¨seblasen vorherrschend ist, wird letztere Kategorie den laminaren Ablo¨seblasen zugeord-
net. Bei APG-induzierter Ablo¨sung wird insbesondere fu¨r Tragﬂu¨gel zwischen ”kurzen” (short
bubble) und ”langen” (long bubble) Ablo¨seblasen unterschieden. Dabei spielt nicht die wirk-
liche La¨nge der Ablo¨seblase eine Rolle, sondern ihr Einﬂuss auf die statische Druckverteilung.
13ce entspricht der Geschwindigkeit am Grenzschichtrand
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Bei langen Ablo¨seblasen tritt eine deutliche A¨nderung der statischen Druckverteilung im Ver-
gleich zum potenzialtheoretischen Verlauf auf, der zu einem Verschwinden des ausgepra¨gten
Druckminimums auf der Saugseite (suction peak) fu¨hrt. Im Gegensatz dazu tritt bei einer kur-
zen Ablo¨seblase (oft im Vorderkantenbereich der Schaufel) nur eine geringe Abweichung von
der potenzialtheoretischen statischen Druckverteilung auf (vgl. Ha¨ggmark [57]). Hatmann
& Wang [63] unterscheiden zwischen Ablo¨seblasen bei denen der Transitionspunkt stromauf
des Ablo¨sepunktes liegt (transitionale Ablo¨sung), sowie kurzen und langen Ablo¨seblasen mit
laminarer Grenzschicht im Ablo¨sepunkt. Im ersten Fall, der bei großen Reynoldszahlen und
geringen positiven Druckgradienten auftritt, kommt es bereits vor dem Ablo¨sepunkt aufgrund
von Tollmien-Schlichting Instabilita¨ten zu einer Einleitung eines der natu¨rlichen Transition
a¨hnlichen Transitionsprozesses. Ist die Grenzschicht vor dem Ablo¨sepunkt noch laminar, aber
bereits stark instabil, so spricht man von einer pra¨transitionalen Grenzschicht.
In Abbildung 2.2 ist der Transitionsprozess u¨ber einer transitionalen Ablo¨seblase (laminare
Ablo¨sung)14 entlang einer glatten, ebenen Platte unter dem Einﬂuss eines von außen aufge-
pra¨gten positiven Druckgradienten15 dargestellt. Dieser Druckgradient fu¨hrt im Punkt s zu einer
Ablo¨sung der laminaren Grenzschicht. Die Charakteristik der abgelo¨sten Grenzschicht a¨hnelt
der einer freien Scherstro¨mung, die sehr instabil auf ein breites Spektrum a¨ußerer Sto¨rungen
reagiert; somit kommt es mit hoher Wahrscheinlichkeit zu einem laminar-turbulenten Um-
schlag in der abgelo¨sten Scherschicht. Die fu¨r Scherschichten typischen Kelvin-Helmholtz In-
stabilita¨ten spielen auch beim Umschlag in abgelo¨sten Scherschichten eine wichtige Rolle (vgl.
Malkiel & Mayle [111]). Zusa¨tzlich ko¨nnen bereits stromauf des Ablo¨sepunktes gene-
rierte Tollmien-Schlichting Instabilita¨ten auftreten. In stationa¨rer zweidimensionaler Stro¨mung
stimmt der Ablo¨sepunkt mit dem Punkt verschwindender Wandschubspannung τw = 0 u¨berein,
weshalb diese Beziehung oft als Ablo¨sekriterium herangezogen wird. Diese Deﬁnition ist jedoch,
trotz ihrer ha¨uﬁgen Anwendung, nicht allgemeingu¨ltig und gilt z.B. nicht bei dreidimensiona-
ler Ablo¨sung oder instationa¨rer zweidimensionaler Ablo¨sung. In der Na¨he des Ablo¨sepunktes
treten niederfrequente Oszillationen auf, die durch das ”Atmen” der Blase (bubble breathing)
hervorgerufen werden; diese unterliegen jedoch keinem Anfachungsprozess. Der Punkt, ab dem
die abgelo¨ste Scherschicht instabil wird, ist in Abbildung 2.2 mit Tb (beginnende Transition)
bezeichnet. Im Transitionsbereich zwischen Tb und Te schla¨gt die abgelo¨ste Scherschicht um,
und legt sich als vollturbulente Grenzschicht im Punkt r wieder an die Wand an. Der Punkt
beginnender Transition liegt dabei nach Hatmann & Wang [63] sehr nahe am Punkt maxi-
maler Blasenho¨he. Hatmann &Wang unterschieden zusa¨tzlich zwischen einer ”fru¨hen” und
14Bei der in der vorliegenden Arbeit auftretenden Ablo¨seblase handelt es sich im Nennbetriebspunkt um eine
kurze Blase mit laminarer Ablo¨sung. Bei transitionaler Ablo¨sung treten teilweise modiﬁzierte Transitions-
mechanismen auf (vgl. Hatmann & Wang [63]).
15Dieser Druckgradient kann z.B. durch konturierte Begrenzungswa¨nde aufgepra¨gt werden, so dass sich eine
a¨hnliche Druckverteilung wie an einem realen Proﬁl einstellt.
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Abb. 2.2: Transition u¨ber einer transitionalen Ablo¨seblase (teilweise u¨bernommen aus
Ro¨mer [135])
einer ”spa¨ten” Transition, wobei sich letztere bis zum Wiederanlegepunkt erstreckt. Zwischen
dem Ablo¨se- und dem Wiederanlegepunkt bildet die Trennstromlinie Ψ = 0 (Ψ entspricht der
zweidimensionalen Stromfunktion) die Begrenzung der Ablo¨seblase, die in der Regel in einen
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laminaren16, einen transitionalen und einen turbulenten Bereich unterteilt wird. T gibt dabei
den Punkt an, bei dem die Transition zur Ha¨lfte abgeschlossen ist. Die a¨ußere Berandung der
abgelo¨sten Scherschicht ist durch θ angedeutet. In der isentropen Machzahlverteilung bzw.
der statischen Druckverteilung stellt sich u¨ber dem laminaren Teil der Ablo¨seblase ein Plateau
ein, das vom potenzialtheoretischen Verlauf abweicht. Ab dem Transitionspunkt T knickt das
Plateau ab und der statische Druck na¨hert sich asymptotisch dem idealen statischen Druck-
verlauf. Mit Wiederanlegen der Stro¨mung stimmen die potenzialtheoretische und die reale
Druckverteilung wieder u¨berein.
Weiterhin sind in Abbildung 2.2 die Verla¨ufe der Grenzschichtdicke17 δ, der Verdra¨ngungsdicke
δ1 und der Impulsverlustdicke δ2 angegeben. Diese qualitativen Verla¨ufe stammen aus
aktuellen Untersuchungen von Schobeiri & O¨ztu¨rk [153] fu¨r die Saugseite eines
Niederdruckturbinen-Proﬁls unter dem Einﬂuss periodisch-instationa¨rer Nachla¨ufe zylin-
drischer Speichen. Betrachtet man die Verha¨ltnisse der drei Parameter im Ablo¨sepunkt s,
im Transitionspunkt T und im Wiederanlegepunkt r, so ergeben sich Werte von δ
δ1
∣∣∣
s
≈ 5,
δ
δ1
∣∣∣
T
≈ 1.7, δ
δ1
∣∣∣
r
≈ 2.8, H12|s ≈ 1, H12|T ≈ 4 und H12|r ≈ 2.5. Das nur im Verlauf der
Verdra¨ngungsdicke auftretende lokale Minimum im Wiederanlegepunkt in Abbildung 2.2 ergibt
sich aus der Deﬁnition der Grenzschichtparameter:
δ1 =
∫ δ
0
(
1− c
ce
)
dy, (2.11)
δ2 =
∫ δ
0
c
ce
(
1− c
ce
)
dy. (2.12)
Man erkennt, dass das Totwassergebiet innerhalb der Ablo¨seblase direkt in die Berechnung der
Verdra¨ngungsdicke δ1 eingeht, so dass die Ho¨he des Totwassergebietes zusa¨tzlich zur Ho¨he der
freien Scherschicht der Verdra¨ngungsdicke zugerechnet wird. Im Gegensatz dazu beru¨cksichtigt
die Impulsverlustdicke δ2 nur den Impulsverlust der freien Scherschicht, da im Totwassergebiet
die Stro¨mungsgeschwindigkeit c sehr gering ist. Die Ergebnisse von Schobeiri & O¨ztu¨rk
zeigen weiter, dass die Verdra¨ngungsdicke, bei ungefa¨hr konstanter Grenzschichtdicke und
Impulsverlustdicke, im Transitionsbereich von der Nachlauﬀrequenz abha¨ngt.
Die Ablo¨seblase ist charakterisiert durch die Ho¨he h zwischen Trennstromlinie18 und Wand, die
Distanz l zwischen Ablo¨sepunkt und Wiederanlegepunkt und den Ablo¨sewinkel19 γ. Weitere
16Genau genommen besteht der ”laminare” Teil aus einer instabilen laminaren Scherstro¨mung, die mit Errei-
chen des Transitionsbereiches durch die Bildung von Turbulenzﬂecken abgelo¨st wird (vgl. Mayle [113]).
17Die Grenzschichtdicke δ ergibt sich aus der Bedingung, dass die Geschwindigkeit in der Grenzschicht um
1% von der Geschwindigkeit der Außenstro¨mung abweicht.
18Alternativ kann auch die Null-Geschwindigkeitslinie verwendet werden.
19Der Ablo¨sewinkel ist der Winkel zwischen der Tangente an die Ablo¨sestromlinie im Ablo¨sepunkt und der
begrenzenden Wand. Er ist nach Lighthill [104] gegeben durch tan γ = −3 dτw/dS∂p/∂S
∣∣∣
s
.
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im Rahmen der Transitionsmodellierung interessierende charakteristische La¨ngenskalen sind die
Impulsverlustdicke im Ablo¨sepunkt δ2|s, sowie die La¨nge lsT zwischen dem Ablo¨sepunkt und
dem Beginn der Transition. Diese La¨ngenskalen werden in der Regel in Form von charakteristi-
schen Reynoldszahlen angegeben, fu¨r die eine Vielzahl von Korrelationen fu¨r unterschiedliche
Stro¨mungsbedingungen existieren. Einen guten U¨berblick hierzu liefert Mayle [113].
Im Ablo¨sepunkt nimmt der Pohlhausenparameter
Po = Re2δ2 ·AC =
δ22
ν
dce
dS
, (2.13)
der eine Funktion aus Impulsverlustdicken-Reynoldszahl (Gleichung (2.8)) und Beschleuni-
gungsparameter (Gleichung (2.10)) ist, nach Thwaites [169] den Wert Po ≈ −0.082 an.
Die Distanz lsT vom Ablo¨sepunkt zum Beginn der Transition la¨sst sich aus empirischen Kor-
relationen u¨ber folgende Reynoldszahlbeziehungen bestimmen (Mayle [113]):
RelsT = 300 Reδ2 |s0.7 (kurze Blasen) (2.14)
RelsT = 1000 Reδ2 |s0.7 (lange Blasen) (2.15)
Zur Berechnung der Transitionsla¨nge lT schla¨gt Mayle [113] sowohl fu¨r kurze als auch fu¨r
lange Blasen die gleiche empirische Korrelation vor:
RelT = 400 Reδ2 |s0.7. (2.16)
Die Impulsverlustdicken-Reynoldszahl weist zwischen Ablo¨sepunkt und Beginn der Transiti-
on nur geringe Unterschiede auf, so dass fu¨r den Umschlag in Ablo¨seblasen na¨herungsweise
Reδ2 |Tb ≈ Reδ2 |s gilt.
Da das Ende der Transition in der Regel gut mit dem Wiederanlegen der Stro¨mung korreliert
und die Position des Wiederanlegepunktes entscheidender fu¨r die Entwicklung der stromab
liegenden Grenzschicht ist als der Transitionspunkt, tendieren neuere Transitionsmodelle zur
Verwendung von Korrelationen fu¨r den Wiederanlegepunkt. Hatman & Wang [63] schlagen
fu¨r die ebene Platte folgende Korrelation fu¨r den Wiederanlegepunkt vor:
ReS|r = 1.0608 ReS|s + 34.890. (2.17)
2.3 Nachlauf-Interaktionsmechanismen
Die Stro¨mung in Turbomaschinen ist durch eine ausgepra¨gte Instationarita¨t gepra¨gt, die durch
die Relativbewegung der Rotorschaufeln zu den still stehenden Statorschaufeln generiert wird.
Zum einen kommt es aufgrund der periodisch wiederkehrenden Schaufelnachla¨ufe sowie dem
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Potenzialfeld der Schaufeln zu einer periodischen Schwankungsbewegung fester Frequenz.
Zum anderen fu¨hren turbulente Eﬀekte zu einer der periodischen Bewegung u¨berlagerten,
ein breites Frequenzspektrum abdeckenden, stochastischen Schwankungsbewegung. Der po-
tenzialtheoretische Einﬂuss einer Schaufel, der sich durch zeitlich alternierende Druck- und
Geschwindigkeitsfelder a¨ußert, wirkt sowohl stromauf als auch stromab, und sein exponentiel-
ler Abfall kann bei niedrigen Stro¨mungsgeschwindigkeiten typischerweise u¨ber ein La¨ngenmaß
in der Gro¨ßenordnung der Proﬁlsehnenla¨nge oder der Schaufelteilung abgescha¨tzt werden. Po-
tenzialeﬀekte spielen mit zunehmender Kompressibilita¨t der Stro¨mung eine immer wichtigere
Rolle; in Stro¨mungen, die sich bei großen Axialabsta¨nden der Schaufelreihen durch niedrige
Stro¨mungsgeschwindigkeiten und Reynoldszahlen auszeichnen, wie beispielsweise in Nieder-
druckturbinen, ko¨nnen Potenzialeﬀekte oft vernachla¨ssigt werden (Greitzer [54]). Die kon-
vektive Ausbreitung von Nachlaufsto¨rungen erfolgt nur in Stro¨mungsrichtung und weist ein
deutlich geringeres Abklingverhalten auf.
Bei mehrstuﬁgen Maschinen erho¨ht sich der Komplexita¨tsgrad der Stro¨mung, da die Nachla¨ufe
stromauf liegender Schaufelgitter mit den stromab generierten Nachla¨ufen und den Grenz-
schichten der stromab liegenden Gitter interagieren. Im Absolutsystem betrachtete stationa¨re
Statornachla¨ufe werden von den Rotorschaufeln zerhackt und konvektieren als gepulste Nach-
laufsegmente weiter stromab. Eine Separierung der einzelnen Eﬀekte ist dann oft nicht mehr
mo¨glich.
2.3.1 Charakteristika von Nachla¨ufen
Bei der Umstro¨mung eines Ko¨rpers, beispielsweise einer Schaufel, entsteht durch die Haftbe-
dingung an der Schaufeloberﬂa¨che eine Grenzschicht mit in Stro¨mungsrichtung abnehmendem
Impuls. An der Schaufelhinterkante laufen die Grenzschichten von Saug- und Druckseite zusam-
men und es entsteht gegenu¨ber einer reibungsfreien Potenzialstro¨mung eine Nachlaufstro¨mung,
die durch einen Geschwindigkeitsdefekt gekennzeichnet ist (vgl. Abbildung 2.3). Zusa¨tzlich zur
reduzierten Geschwindigkeit kommt es in der Nachlaufdelle zu einer erho¨hten Turbulenz, die auf
Ablo¨sungen an der Hinterkante des Proﬁls und die Turbulenzproduktion in den Grenzschich-
ten zuru¨ckzufu¨hren ist. Es bilden sich zwei charakteristische ”Turbulenzho¨cker”, die durch
die Turbulenzproduktion in der saug- und druckseitigen Grenzschicht hervorgerufen werden.
Bei einem symmetrischen Ko¨rper, beispielsweise einem Zylinder, stellt sich bei konstantem
Druck in lateraler Richtung eine Symmetrie dieser Turbulenzho¨cker ein; bei einer Schaufel
fu¨hrt die unterschiedliche Belastung von Druck- und Saugseite zu einer unterschiedlich starken
Turbulenzproduktion in den beiden Grenzschichten, was zu einer unsymmetrischen Turbulenz-
verteilung fu¨hrt. Durch die in der Nachlaufdelle vorherrschenden Schergeschwindigkeiten und
die daraus resultierenden Schubspannungen kommt es stromab der Schaufel durch turbulente
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Abb. 2.3: Qualitative Darstellung der Nachlaufstro¨mung einer Schaufel
Vermischungsvorga¨nge zu einem Ausgleich der Stro¨mung; die Dellentiefe bzw. die Defektge-
schwindigkeit nimmt ab und die Dellenbreite zu.
Die Systematik des Abklingverhaltens von Nachla¨ufen wurde in Arbeiten von Reichardt
[132], Eifler [40] und Schro¨der [157], sowie spa¨ter durch Schobeiri [149] in einem
gekru¨mmten Kanal, an Hand von Zylindersta¨ben eingehend untersucht. Hier wurde gezeigt,
dass sich die Form und das Abklingverhalten von Nachla¨ufen in einen ”Near-Wake” und einen
”Far-Wake” Bereich einteilen lassen. Im Near-Wake Bereich ist die Nachlaufdelle noch eine
Funktion der Form des umstro¨mten Ko¨rpers. Auch das Abklingverhalten ist noch durch die
Na¨he zum umstro¨mten Ko¨rper und die daraus resultierenden großen Schergeschwindigkeiten
dominiert. Erst im Far-Wake Bereich sind die Ausgleichsvorga¨nge so weit fortgeschritten, dass
der Einﬂuss der umstro¨mten Ko¨rperform vernachla¨ssigbar ist und sich selbsta¨hnliche Nachla¨ufe
einstellen. Bezogen auf die Nachla¨ufe von Zylindersta¨ben ko¨nnen die beiden Bereiche durch
das Verha¨ltnis von Zylinderstabdurchmesser d und Lauﬂa¨nge x hinter dem Zylinder abgegrenzt
werden:
Near-Wake : x/d < 100 (2.18)
Far-Wake : x/d ≥ 100 (2.19)
Fu¨r Schaufelproﬁle wird der Far-Wake Bereich von Zaccaria & Lakshminarayana [182]
ab einer Lauﬂa¨nge von 20 − 30% der Sehnenla¨nge stromab des Proﬁls deﬁniert. Als Krite-
rium fu¨r den Beginn des Far-Wake Bereiches wird dabei eine na¨herungsweise Symmetrie des
Nachlaufes und ein vernachla¨ssigbarer Einﬂuss der Schaufelbelastung aufgefu¨hrt. Patel &
Scheurer [121] geben den Far-Wake Bereich ab einer Lauﬂa¨nge des 350-fachen der Impuls-
verlustdicke an der Hinterkante an. Zusa¨tzlich muss unterschieden werden, ob es sich um einen
Einzelproﬁlnachlauf handelt oder um Nachla¨ufe eines Schaufelgitters. Im Gitterverbund kommt
es nach einer gewissen Lauﬂa¨nge zu einer gegenseitigen Beeinﬂussung der Nachla¨ufe benach-
barter Schaufeln, so dass, je nach Schaufelteilung, im Far-Wake Bereich oft keine eindeutige
Freistromgeschwindigkeit deﬁniert werden kann (Raj & Lakshminarayana [131]).
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2.3.2 Nachlaufentwicklung in einer stromab liegenden
Schaufelpassage
Bei der Konvektion eines Nachlaufes durch eine stromab liegende Schaufelpassage wird dieser
aufgrund der vorherrschenden Druckgradienten sehr stark verformt, so dass es zu einer Um-
verteilung der im Nachlauf enthaltenen Fluidpartikel kommt. Zum einen wird der gradlinig in
die Passage einlaufende Nachlauf bogenfo¨rmig aufgeweitet (bowing), da die Konvektionsge-
schwindigkeit in der Mitte der Passage ho¨her ist als am Rand der druckseitigen Grenzschicht
und geringer ist als am Rand der saugseitigen Grenzschicht. Zum anderen kommt es auf-
grund der unterschiedlichen Konvektionsgeschwindigkeiten entlang von Druck- und Saugseite
zu Schergeschwindigkeiten (shearing) und einer Verlagerung der Position maximalen Geschwin-
digkeitsdefektes in der Nachlaufdelle. Die resultierende Streckung des Nachlaufes fu¨hrt, da die
Zirkulation erhalten bleibt20, zu einer Dickenabnahme. Ein weiterer Eﬀekt tritt mit Erreichen
der Na¨he der Schaufelvorderkante auf; das Nachlaufsegment wird aufgrund der dort herrschen-
den starken positiven Geschwindigkeitsgradienten entlang der Saugseite21 zuna¨chst gestreckt22
und im hinteren Bereich der Saugseite durch die dortige Verzo¨gerung der Stro¨mung gestaucht.
Letzterer Eﬀekt ist dabei deutlich schwa¨cher ausgepra¨gt. Die Sta¨rke all dieser Deformations-
mechanismen ha¨ngt von der Schaufelbelastung ab; als Resultat stellt sich eine Verlagerung des
Nachlaufsegmentes Richtung Saugseite ein (vgl. Hodson & Howell [75]).
U¨ber die Kinematik der Nachla¨ufe beim Durchstro¨men eines Schaufelgitters gibt es eine Viel-
zahl von Untersuchungen, beginnend mitMeyer [116], der den Nachlauf als sich ausbreitende
Sto¨rung mit Hilfe potenzialtheoretischer Methoden untersuchte. Numerische Untersuchungen
Mitte der achtziger Jahre (z.B. Hodson [72] und Giles [51]) zeigten, dass sich die Kon-
vektion von Nachla¨ufen hauptsa¨chlich als kinematisches Pha¨nomen darstellt. Jedoch ist neben
der Nachlaufkinematik auch der konvektive Transport der Turbulenzgro¨ßen verantwortlich fu¨r
den Einﬂuss der Nachla¨ufe auf das Grenzschichtgeschehen. In vielen Transitionsmodellen wird
sogar der konvektive Transport der innerhalb des Nachlaufs erho¨hten Turbulenz als Transi-
tionskriterium herangezogen und der Einﬂuss des ”negative jet” vernachla¨ssigt. Stieger et
al. [164, 165] konnten zeigen, dass bei hoch belasteten Niederdruckturbinen-Schaufeln Tran-
sitionseﬀekte durch Instabilita¨ten hervorgerufen werden ko¨nnen, und somit nicht nur von der
erho¨hten Turbulenz der Nachla¨ufe, sondern auch von der Nachlaufkinematik beeinﬂusst wer-
den. Stieger & Hodson [166] fu¨hrten detaillierte Messungen innerhalb einer von insta-
20Diese Aussage folgt unter Vernachla¨ssigung von Reibung aus dem Thomson’schen Wirbelsatz.
21Der gleiche Eﬀekt tritt auch entlang der Druckseite auf, fa¨llt allerdings deutlich schwa¨cher aus, da die
Geschwindigkeitsgradienten geringer sind.
22Wenn der vordere Bereich des Nachlaufes gerade in den Einﬂussbereich der Schaufelvorderkante kommt,
wird dieser sehr stark beschleunigt, wa¨hrend der hintere Bereich des Nachlaufes noch eine deutlich geringere
Konvektionsgeschwindigkeit besitzt.
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tiona¨ren Nachla¨ufen durchstro¨mten Schaufelkaskade durch und konnten so Einblicke in die
Kinematik und das Turbulenzgeschehen von Nachla¨ufen gewinnen. Ihre Ergebnisse legen nahe,
dass die Produktion von turbulenter kinetischer Energie in den Regionen stattﬁndet, wo hohe
turbulente Spannungen gepaart mit hohen ra¨umlichen Geschwindigkeitsgradienten auftreten;
also an Stellen, wo eine Energieu¨bertragung von der Hauptstro¨mung in die Turbulenzgro¨ßen
erfolgt. Da die erho¨hten turbulenten Spannungen auf den Nachlauf beschra¨nkt sind, tritt die
Turbulenzproduktion also dort auf, wo die Nachla¨ufe Gebiete mit hohen Geschwindigkeitsgradi-
enten passieren. An Stellen, wo die turbulenten Spannungen und der Geschwindigkeitsgradient
gleichgerichtet sind, wurde eine erho¨hte Turbulenzproduktion nachgewiesen.
2.3.3 Nachlauﬁnduzierte Transition
Die von stromauf liegenden Schaufelgittern generierten Nachla¨ufe konvektieren mit der Frei-
stromgeschwindigkeit u¨ber die Schaufeloberﬂa¨chen der stromab liegenden Gitter und fu¨hren
aufgrund ihrer erho¨hten Turbulenzintensita¨t zu einer periodischen Sto¨rung der im vorderen
Bereich der Schaufel laminaren Grenzschicht. Ab einer gewissen Lauﬂa¨nge wird die lamina-
re Grenzschicht ausreichend empfa¨nglich fu¨r diese Sto¨rungen und schla¨gt in den turbulenten
Zustand um. Die kritische Lauﬂa¨nge wird dabei u¨blicherweise fu¨r Reδ2 ≈ 90 − 150 erreicht
(Hodson et. al [73]). Bei der Mehrzahl der Untersuchungen liegt der Umschlagsbeginn auf der
Saugseite im Punkt minimalen statischen Druckes (vgl. Mayle [113]). Der Umschlag erfolgt
durch die Bildung von nachlauﬁnduzierten Turbulenzﬂecken, wobei in der Regel, a¨hnlich wie
bei der Bypass-Transition, die ersten beiden Stadien des natu¨rlichen Umschlages u¨bersprungen
werden. Wie bereits bei der Diskussion der Turbulenzﬂecken in Kapitel 2.2.1 erwa¨hnt, macht
man sich die Existenz der hinter den Turbulenzﬂecken auftretenden beruhigten Zonen bei der
Reduzierung der Proﬁlverluste moderner Hochauftriebsproﬁle zu Nutze.
Untersuchungen von Orth [118] an einer ebenen Platte zeigen, dass, fu¨r den dort unter-
suchten Fall, nicht die periodischen Fluktuationen der Stro¨mungsgeschwindigkeit, sondern die
erho¨hten Turbulenzintensita¨ten der Nachla¨ufe den Transitionsprozess bestimmen. Dabei wer-
den die periodischen Sto¨rungen in den du¨nnen, laminaren Teil der Grenzschicht eingebracht; sie
konvektieren, losgelo¨st von den sich mit der Freistro¨mung ausbreitenden Nachla¨ufen, innerhalb
der Grenzschicht stromab und fu¨hren fru¨her oder spa¨ter zur Bildung von Turbulenzﬂecken. Im
Gegensatz zu der in fru¨heren Untersuchungen gea¨ußerten Vermutung, dass die Ausbreitungs-
geschwindigkeiten von Nachla¨ufen und nachlauﬁnduzierten Sto¨rungen innerhalb der Grenz-
schicht aneinander gekoppelt sind, zeigen die Ergebnisse von Orth das Gegenteil: Nachdem
die Nachla¨ufe bereits in einem sehr fru¨hen Stadium zu einer Sto¨rung der Grenzschicht fu¨hren,
haben sie im weiteren Verlauf keinen Einﬂuss mehr auf den Transitionsprozess.
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Bei ihrer Konvektion stromab breiten sich die Turbulenzﬂecken sowohl in longitudinaler als
auch lateraler Richtung aus und laufen in der Regel, hervorgerufen durch die unterschiedli-
chen Ausbreitungsgeschwindigkeiten von Vorder- und Hinterkante der Flecken, ab einer ge-
wissen Lauﬂa¨nge zusammen. Bei hohen Turbulenzgraden innerhalb der Nachla¨ufe kann die
Produktionsrate an Turbulenzﬂecken so hoch sein, dass diese sich quasi simultan zu einem so
genannten Turbulenzstreifen verbinden. In diesem Fall wechselt die Stro¨mung fu¨r eine feste
Position periodisch zwischen dem laminaren und dem turbulenten Grenzschichtzustand. Ist die
Produktionsrate geringer, ko¨nnen in den durch die Nachla¨ufe gesto¨rten Regionen einzelne Tur-
bulenzﬂecken auftreten, so dass der Grenzschichtzustand intermittierend zwischen laminar und
turbulent wechselt. Prinzipiell sind in den Bereichen zwischen den Turbulenzstreifen alle ande-
ren bekannten Umschlagsmechanismen mo¨glich, so dass die Transition in Gasturbinen durch
verschiedene Mechanismen und an unterschiedlichen Stellen zur gleichen Zeit auftreten kann
(multimode transition). In Niederdruckturbinen kommt es zwischen zwei Turbulenzstreifen oft
zusa¨tzlich zu Regionen natu¨rlichen Umschlags (Hodson et. al [73]). Turbulenzstreifen sind in
Weg-Zeit Diagrammen als keilfo¨rmige Strukturen erkennbar (vgl. z.B. Herbst [69], Pfeil &
Herbst [127], Schro¨der [157], Hodson et. al [73]). Eine Literaturu¨bersicht zum Thema
nachlauﬁnduzierter Transition und eine ausfu¨hrliche Diskussion der gewonnenen Erkenntnisse
ﬁndet sich in Thurso [168].
2.4 Der Clocking-Eﬀekt
2.4.1 Verlustentstehung anhand des T -s-Diagramms
In der Einleitung wurde bereits auf das Prinzip des Stator-Clocking eingegangen (vgl. Abbildung
1.2). Die Ursachen fu¨r die durch Clocking hervorgerufenen Wirkungsgrada¨nderungen sollen
im Folgenden am Beispiel des Stator-Clocking einer 1.5-stuﬁgen Turbine anhand des T -s-
Diagramms23 aufgezeigt werden.
Bei einer 1.5-stuﬁgen Turbine ergibt sich das Potenzial zur Wirkungsgradverbesserung durch
Relativpositionierung zweier Statoren gleicher Schaufelzahl durch drei Hauptanteile:
1. die A¨nderung des Abstro¨mwinkels des Rotors,
2. die A¨nderung des Gegendrucks vor Stator 2,
3. die A¨nderung des Proﬁlverlustes von Stator 2.
23Aufgrund der Annahme eines idealen Gases wird dabei das h-s-Diagramm durch das T -s-Diagramm ersetzt.
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Abb. 2.4: Auswirkungen der A¨nderungen von Rotorabstro¨mwinkel und Stator 2-Gegendruck
Zusa¨tzlich a¨ndern sich aufgrund eines vera¨nderten Stator 2-Abstro¨mwinkels Inzidenzwinkel
und Arbeitsumsatz des Rotors der stromab liegenden Stufe (Rotor 2). Durch Variation der
Clocking-Position a¨ndern sich also sowohl der Wirkungsgrad der geclockten Stufe als auch der
Wirkungsgrad einer stromab liegenden Stufe.
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Abb. 2.5: Verluste in einer 1.5-stuﬁgen Turbine
Der isentrope Totalwirkungsgrad der aus Stator 1 und Rotor bestehenden ersten Turbinenstufe
ist deﬁniert durch
ηtTs1 =
ht2 − ht1
ht2s − ht1
=
1− Tt2
Tt1
1−
(
pt2
pt1
)κ−1
κ
, (2.20)
wobei die Indizes 1 und 2 die Ebenen hinter Stator 1 und hinter dem Rotor beschreiben.
Unter der Annahme, dass sich Totaldruck und Totaltemperatur hinter Stator 1 durch die
Kapitel 2. Theoretische Grundlagen 28
Relativpositionierung der beiden Statoren nicht a¨ndern, ergibt sich eine Wirkungsgrada¨nderung
der ersten Stufe somit durch eine A¨nderung von Totaldruck und Totaltemperatur stromab des
Rotors. Es gilt
dηtTs1
ηtTs1
= C1
dpt2
pt2
− C2 dTt2
Tt2
, (2.21)
wobei die beiden positiven Konstanten C1 und C2 von den Totaldru¨cken und Totaltempera-
turen sowie der Stoﬀgro¨ße κ abha¨ngen. Erho¨ht sich aufgrund einer kombinierten A¨nderung
von Rotorabstro¨mwinkel und Stator 2-Gegendruck der Totaldruck pt2 auf p
′
t2
(Abnahme des
Totaldruckverha¨ltnisses) bzw. verringert sich die Totaltemperatur von Tt2 auf T
′
t2
(mehr Arbeit
wird aus dem Fluid entnommen), so fu¨hrt dies zu einem verbesserten Wirkungsgrad. Im T -
s-Diagramm in Abbildung 2.4 sind die entstehenden Verluste als Entropiea¨nderung aufgrund
eines vera¨nderten Totaldruckes ∆s2|Tt und als Entropiea¨nderung aufgrund einer vera¨nderten
Totaltemperatur ∆s2|pt dargestellt.
Abbildung 2.5 verdeutlicht die Verlustentstehung in der 1.5-stuﬁgen Turbine. Die im Rotor
entstehenden Verluste verringern sich durch eine Optimierung der Clocking-Position von der
Stellung 2 zur optimierten Position 2′ um ∆s2. Diese Verluste beinhalten die in Abbildung 2.4
dargestellten Verlustanteile ∆s2|Tt und ∆s2|pt . Zusa¨tzlich tritt bei der optimierten Clocking-
Position eine Reduktion des Proﬁlverlustes von Stator 2 auf. Diese alleine bewirkt bei einer
adiabaten Maschine und konstantem Totaldruck vor Stator 2 eine Erho¨hung des Totaldruckes
hinter Stator 2 von p′t3 auf p
′′
t3
, wobei p′t3 dem Totaldruck entspricht, der sich im nicht opti-
mierten Zustand aufgrund der Proﬁlverluste pt2 − pt3 von dem Ausgangsdruck p′t2 erga¨be. Die
reduzierten Proﬁlverluste bei der Zustandsa¨nderung in Stator 2 zeigen sich in Abbildung 2.5
in einer um ∆s3 verringerten Entropieerho¨hung. Das resultierende Gesamtpotenzial zur Wir-
kungsgradsteigerung in der 1.5-stuﬁgen Turbine ergibt sich also aus dem Entropieunterschied
∆s2 +∆s3 zwischen der Stellung 3 und der Clocking-optimierten Stellung 3
′′.
2.4.2 Literaturu¨bersicht
Untersuchungen an Niederdruckturbinen Bei umfangreichen Messungen an einer 5-
stuﬁgen Niederdruckturbine beobachteten Binder, Schro¨der & Hourmouziadis [12]
(1989) Ablo¨sungen an Schaufeln des zweiten Rotors. Da diese Ablo¨sungen nicht an allen
Schaufeln zu erkennen waren, fanden sie schließlich heraus, dass dies durch eine Wechselwir-
kung mit dem stromauf liegenden Rotor hervorgerufen wurde. Da beide Rotoren eine unter-
schiedliche Anzahl von Schaufeln besaßen, kam es zu einem Shift der gepulsten Nachlaufdellen.
Binder et. al. fanden heraus, dass es zu Ablo¨sungen kommt, wenn die gepulste Nachlauf-
delle die Vorderkante der Rotorschaufel triﬀt, und die Ablo¨sung unterdru¨ckt wird, wenn der
gepulste Nachlauf zwischen zwei Schaufeln triﬀt. Dies war eine der ersten Untersuchungen,
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bei der ein direkter Einﬂuss der Relativpositionierung benachbarter Schaufelreihen auf das
Stro¨mungsgeschehen gefunden wurde. Ladwig [98] fu¨hrte in einem Gitterwindkanal syste-
matische Untersuchungen an stationa¨r angestro¨mten Niederdruckturbinen-Schaufeln durch.
Mit Hilfe von Zylindersta¨ben wurde ein stationa¨rer Nachlauf erzeugt, der relativ zu den Turbi-
nenschaufeln traversiert wurde. Ladwig fand heraus, dass sich in Abha¨ngigkeit der Relativpo-
sition des Zylindernachlaufes zum Proﬁl der Totaldruckverlust des Proﬁls vera¨ndert und sah die
Ursache in der Wechselwirkung des Nachlaufes mit der Grenzschicht der Schaufeln. Er machte
den Vorschlag, durch die Relativpositionierung von Schaufelreihen gleicher Schaufelzahl den
Wirkungsgrad von Turbomaschinen positiv zu beeinﬂussen. Engber & Fottner [42] sowie
Acton [2] konnten in darauf folgenden Arbeiten die von Ladwig gemachten Beobachtungen
an anderen Proﬁlen besta¨tigen.
Der Begriﬀ Clocking wurde zum ersten Mal auf dem ”International Gas Turbine and Aero-
engine Congress” (1995) von Huber et al. [81] sowie von Halstead et al. [60] gepra¨gt.
Halstead et al. [60, 61] konnten fu¨r zwei unterschiedliche Clocking-Positionen anhand einer
Niederdruckturbine nachweisen, dass sich das instationa¨re Grenzschichtgeschehen des zweiten
Stators mit der Clocking-Position a¨ndert. Dies wurde auf eine vera¨nderte Turbulenzintensita¨t
vor Stator 2 zuru¨ckgefu¨hrt. Eulitz [43] et al. fu¨hrten eine zweidimensionale Studie zum
Clocking-Eﬀekt in einer 1.5-stuﬁgen Niederdruckturbine durch. Zur Vereinfachung wurde kein
Transitionsmodell verwendet und die Stro¨mung als voll turbulent betrachtet. Unterschiede im
isentropen Wirkungsgrad ergaben sich zu 0.4%. Die erste Studie des ”vollsta¨ndigen” Clocking
(”fully clocking”), also der Relativpositionierung von Statoren und Rotoren wurde von Cizmas
& Dorney [30] anhand einer sechsstuﬁgen Turbine durchgefu¨hrt. Sie fanden, dass sowohl fu¨r
Stator-Clocking als auch fu¨r Rotor-Clocking die ho¨chsten Wirkungsgrade dann erzielt werden,
wenn die Nachla¨ufe der stromauf liegenden Stufe auf die Vorderkante der stromab liegenden
Reihe auftreﬀen. Das Wirkungsgradpotenzial beim Rotor-Clocking erwies sich dabei als dop-
pelt so hoch wie beim Stator-Clocking. Krysinski et al. [95] untersuchten experimentell den
Einﬂuss von Stator-Clocking auf das dreidimensionale Stro¨mungsfeld einer zweistuﬁgen Nieder-
druckturbine. Dabei ergaben sich fu¨r verschiedene Clocking-Positionen a¨hnliche Winkel- und
Totaldruckverteilungen. Eine experimentelle Studie des instationa¨ren Grenzschichtverhaltens
fu¨r unterschiedliche Clocking-Positionen anhand einer dreistuﬁgen Niederdruckturbine wurde
von Gombert & Ho¨hn [52] durchgefu¨hrt. Anhand von Weg-Zeit-Diagrammen der Quasi-
Wandschubspannung und des zugeho¨rigen RMS-Wertes konnte eine Abha¨ngigkeit von der
Clocking-Position nachgewiesen werden. Aufgrund der geringen Schaufelbelastung wurde nur
ein sehr geringer Einﬂuss der Clocking-Position auf Sekunda¨rstro¨mungen festgestellt.Dorney
et al. [38] untersuchten den Einﬂuss des Clocking der dritten Stufe einer vierstuﬁgen Turbine
mit Hilfe einer quasi-dreidimensionalen CFD-Analyse. Sie fanden eine A¨nderung des Wirkungs-
grades der geclockten Stufe von 0.5% und der stromab davon liegenden Stufe von 0.3%. Auf
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der Vorderkante des dritten Stators stellte sich fu¨r die Clocking-Positionen maximalen und mi-
nimalen Wirkungsgrades ein Phasenversatz im instationa¨ren Signal der Druckﬂuktuationen von
fast 180◦ ein. Außerdem variierte der Stator 3-Abstro¨mwinkel in Abha¨ngigkeit der Clocking-
Position, was durch einen vera¨nderten Arbeitsumsatz und einen vera¨nderten Inzidenzwinkel in
einer Wirkungsgrada¨nderung der vierten Stufe resultierte.Reinmo¨ller et al. [133] fu¨hrten ex-
perimentelle und numerische Untersuchungen zum Thema Stator-Clocking in einer 1.5-stuﬁgen
Axialturbine durch. Aufgrund eines geringen Schaufelho¨he/Sehnenla¨nge-Verha¨ltnisses traten
dabei starke dreidimensionale Eﬀekte auf. Es konnte eine gute U¨bereinstimmung von numeri-
scher Rechnung und Messung bezu¨glich Wirkungsgradmaximum und Wirkungsgradminimum
nachgewiesen werden. Eine numerische Studie des Clocking-Eﬀektes anhand einer dreistuﬁgen
Niederdruckturbine von Arnone et al. [6] lieferte ein Wirkungsgradpotenzial der Gesamtma-
schine beim Clocking aller Rotoren und Statoren von 0.7%. Der ho¨chste Wirkungsgrad wurde
dann erreicht, wenn aufgrund der Nachla¨ufe des stromauf liegenden Gitters eine erho¨hte Insta-
tionarita¨t der Druckﬂuktuationen im Bereich der Schaufelvorderkante des stromab liegenden
Gitters auftrat. Außerdem wurden bei der Clocking-Position besten Wirkungsgrades sowohl
auf der Druckseite als auch auf der Saugseite des stromab liegenden Gitters erho¨hte statische
Dru¨cke berechnet. Ein Vergleich von Rechnungen mit Transitionsmodell und mit einer u¨ber der
gesamten Schaufel vollturbulenten Grenzschicht zeigte den deutlichen Einﬂuss transitionaler
Einﬂu¨sse auf den Clocking-Eﬀekt.
Heinke [67, 68] fu¨hrte eine umfangreiche Untersuchung an einer aerodynamisch hoch be-
lasteten Turbinenbeschaufelung ohne den Einﬂuss instationa¨rer Nachla¨ufe durch. Seine Ar-
beiten stellen die Vorstufe zu den Forschungsinhalten der vorliegenden Arbeit dar. Um eine
Vergleichbarkeit mit den aktuellen Untersuchungen zu ermo¨glichen wurden der gleiche zwei-
te Stator verwendet und die Zustro¨mbedingungen zu Stator 2 angeglichen. Eine genauere
Beschreibung des aerodynamischen Konzeptes ﬁndet sich in Kapitel 3.1. Heinke konnte mit
variierender Clockingposition eine Proﬁlverlusta¨nderung von 11% nachweisen. Diese wurde auf
eine Vera¨nderung der Gro¨ße der Ablo¨seblase sowie auf eine vera¨nderte Turbulenzproduktion
zuru¨ckgefu¨hrt. Weiterhin zeigte sich eine Abha¨ngigkeit des Abstro¨mwinkels von Stator 2 mit
der Clocking-Position. Numerische Arbeiten zu der stationa¨ren Stator-Stator-Anordnung wur-
den von Breitbach [20] durchgefu¨hrt. Dabei wurden mehrere Turbulenzmodelle bezu¨glich
ihrer Eignung zur Berechnung transitionaler Stro¨mungen u¨berpru¨ft. Problematisch erwies sich
die Auﬂo¨sung der Ablo¨seblase, die deutlich zu klein berechnet wurde. Auch das berechnete
Verlustverhalten zeigte keine zufrieden stellende U¨bereinstimmung mit dem Experiment. Die
Arbeiten vonKo¨nig et al. [90] repra¨sentieren einen Teil der Ergebnisse fu¨r den im Rahmen der
vorliegenden Arbeit verwendeten Rotoraufbau. Das Hauptaugenmerk lag dabei auf der insta-
tiona¨ren Beeinﬂussung der Grenzschicht von Stator 2 durch die Stator 1- und Rotornachla¨ufe.
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Eine Untersuchung des Clocking-Eﬀektes anhand einer 1.5-stuﬁgen Niederdruckturbine mit
Hilfe einer dreidimensionalen instationa¨ren CFD-Analyse wurde von Arnone et al. [7] durch-
gefu¨hrt. Sie fanden, a¨hnlich wie bei einer vorangegangenen Untersuchung (Arnone et al. [6]),
eine Wirkungsgrada¨nderung von 0.7% und einen Zusammenhang zwischen der Instationarita¨t
der Stro¨mung und dem Wirkungsgrad. Eine erho¨hte Instationarita¨t im Bereich der Vorderkante
und eine reduzierte Instationarita¨t entlang der Schaufeloberﬂa¨che des zweiten Stators fu¨hrten
dabei zu den ho¨chsten Wirkungsgraden. Krysinski et al. [96] zeigten an einer zweistuﬁ-
gen Niederdruckturbine deutliche Variationen im Clocking-Potenzial u¨ber der Kanalho¨he. Die
ho¨chsten Werte von bis zu 2%-Punkten stellten sich dabei in unmittelbarer Na¨he des Geha¨uses
ein. Eine Mittelung entlang der Kanalho¨he fu¨hrte allerdings zu deutlich reduzierten Werten.
Untersuchungen an Hochdruckturbinen Die erste systematische Untersuchung zum
Clocking-Eﬀekt u¨berhaupt wurde von Huber et al. [81] durchgefu¨hrt. Ausgangspunkt der
Untersuchungen war eine 1992 von der NASA durchgefu¨hrte Testserie fu¨r das ”Alternate Tur-
bopump Design” (ATD) des Space Shuttle Antriebs (Gaddis et al. [48]). Dabei konnten bei
einer vollsta¨ndigen Umfangstraverse am Turbinenaustritt periodische Wirkungsgradschwan-
kungen in Abha¨ngigkeit der Relativpositionierung der Statoren beobachtet werden. Ho¨here
Wirkungsgrade traten dann auf, wenn der Nachlauf des stromauf liegenden Stators in der
Na¨he der Vorderkante des stromab liegenden Stators auftraf. Huber et al. entwickelten auf
Basis dieser Ergebnisse ein Versuchskonzept zum besseren Versta¨ndnis der gemachten Beob-
achtungen. Sie fanden auf dem Mittelschnitt ein Wirkungsgradpotenzial von 0.8%-Punkten,
wobei wiederum die ho¨chsten Wirkungsgrade auftraten, wenn die Stator 1-Nachla¨ufe auf der
Stromlinie zur Stator 2-Vorderkante lagen. Zur Erkla¨rung der Wirkungsgrada¨nderung wur-
de parallel zu den Messungen eine CFD-Analyse von Griffin et al. [55] durchgefu¨hrt. Als
mo¨gliche Ursachen ergaben sich reduzierte Oberﬂa¨chengeschwindigkeiten sowie eine geringere
Instationarita¨t an Stator 2 fu¨r die Clocking-Position besten Wirkungsgrades. Im Gegensatz da-
zu fandenDorney & Sharma [35] bei einer numerischen Studie einer Hochdruckturbine eine
erho¨hte Instationarita¨t fu¨r die Clocking-Position besten Wirkungsgrades und ein Wirkungsgrad-
potenzial von 2%. Die optimale Clocking-Position bezu¨glich des Auftreﬀpunktes der Stator
1-Nachla¨ufe stimmte jedoch mit den bei Griffin et al. gemachten Beobachtungen u¨berein.
Tiedemann & Kost [171] untersuchten den Einﬂuss verschiedener Stator-Rotor-Stellungen
auf das Stro¨mungsfeld einer einstuﬁgen transsonischen Hochdruckturbine. Ihre Messdaten zei-
gen eine deutliche Variation der periodischen und stochastischen Fluktuationen von Druck
und Geschwindigkeit fu¨r unterschiedliche Stator-Positionen bei festgehaltener Sondenposition.
Durch die Interaktion von Rotor- und Statornachla¨ufen kommt es zu einem breiteren Rotor-
nachlauf mit reduzierter Amplitude, wa¨hrend sowohl die Amplituden als auch die Breite der
Maxima der stochastischen Fluktuationen abnehmen. Dieses Verhalten wurde mit reduzierten
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Austauschvorga¨ngen zwischen der Stro¨mung in der Rotorpassage und dem Statornachlauf er-
kla¨rt, wenn sich dieser in der Rotorpassage beﬁndet. Eine Doppelmaximum im RMS-Wert der
Druckﬂuktuationen wurde auf Austauschvorga¨nge hinter der Schaufelhinterkante und nicht auf
turbulente Einﬂu¨sse zuru¨ckgefu¨hrt. Weiterhin fanden Tiedemann & Kost einen deutlichen
Einﬂuss des instationa¨ren Stro¨mungswinkels von der Clocking-Position. Eine numerische Stu-
die des zweidimensionalen Stro¨mungsfeldes einer einstuﬁgen transsonischen Hochdruckturbine
wurde vonHummel [82] durchgefu¨hrt. Er konnte eine gute U¨bereinstimmung der numerischen
Rechnung mit Messdaten nachweisen; allerdings wurde der Transitionspunkt bei der Rechnung
von Hand nach den Messdaten festgelegt. Hummel fand einen deutlichen Einﬂuss der an der
Statorhinterkante ablo¨senden Wirbel auf das Wirbelsystem im Rotornachlauf und lieferte eine
detaillierte Analyse der Wirkmechanismen. Durch unterschiedliche Positionierung des Stators
relativ zum Rotor konnte eine Reduzierung der Sta¨rke der Verdichtungssto¨ße von 50% reali-
siert werden. Marconcini et al. [112] fu¨hrten eine quasi-dreidimensionale CFD-Berechnung
einer 1.5-stuﬁgen Hochdruckturbine durch. Sie fanden eine Modulation der Intensita¨t der auf-
tretenden Verdichtungssto¨ße stromab des Rotors, die von den instationa¨r auftreﬀenden Stator
1-Segmenten beeinﬂusst wurde. Jouini et al. [84] untersuchten den Einﬂuss von Rotor- und
Stator-Clocking anhand der ersten beiden Stufen eines skalierten Modelles der Siemens We-
stinghouse Power Corporation ATS (Advanced Turbine System) Turbine. Fu¨r beide Clocking-
Varianten wurde der maximale Wirkungsgrad dann erreicht, wenn die Nachla¨ufe des stromauf
liegenden Schaufelgitters in der Na¨he der Vorderkante des stromab liegenden Gitters auftrafen.
Die Gro¨ße der relativen Wirkungsgrada¨nderung lag fu¨r beide Clocking-Mechanismen bei ca.
2% und war additiv. Haldemann et al. [58] fu¨hrten eine Variation der Clocking-Position und
des Axialabstandes benachbarter Schaufelgitter in einer 1.5-stuﬁgen Hochdruckturbine durch.
Eine Reduzierung des Axialabstandes zeigte dabei einen gro¨ßeren Einﬂuss auf die statische
Druckverteilung als die Clocking-Position. Weiterhin trat ein deutlicher Einﬂuss fu¨r unter-
schiedliche radiale Schnitte auf. Eine Fortsetzung dieser Arbeit (Haldemann et al. [59]) an
der gleichen Maschine zeigte je nach Clocking-Position eine A¨nderung im Wirkungsgrad von
2− 3%. Der maximale Wirkungsgrad wurde dann erreicht, wenn der zeitgemittelte statische
Druck entlang der Schaufeloberﬂa¨che von Stator 2 seinen Maximalwert annahm und gleich-
zeitig der zeitabha¨ngige statische Druck die geringste Variation zeigte. Billiard et al. [11]
untersuchten den Einﬂuss der Clocking-Position auf den Wa¨rmeu¨bergang des zweiten Stators
einer transsonischen 1.5-stuﬁgen Hochdruckturbine. Neben einer Variation des zeitgemittelten
Wa¨rmeu¨bergangs fanden sie eine Abha¨ngigkeit der Sta¨rke der Druckﬂuktuationen sowie der
Trajektorien der Fluktuationen. Eine Studie verschiedener Berechnungsverfahren (”frozen ro-
tor”, ”sliding mesh”) anhand des Clocking-Eﬀektes in einer zweistuﬁgen Axialturbine wurde
von Bohn et al. [16] durchgefu¨hrt. Trotz der beim ”frozen rotor”-Verfahren vernachla¨ssigten
instationa¨ren Einﬂu¨sse konnten qualitative Aussagen u¨ber den Clocking-Eﬀekt getroﬀen wer-
den. Bohn et al. [17] fu¨hrten instationa¨re dreidimensionale Rechnungen in einer zweistuﬁgen
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Gasturbine durch. Die Clocking-Position maximalen Wirkungsgrades stellte sich dann ein, wenn
die Nachla¨ufe der stromauf liegenden Schaufelreihe auf die Vorderkante der stromab liegen-
den Stufe auftrafen. Das sich ergebende Wirkungsgradpotenzial belief sich dabei auf 0.52%.
Durch den Einsatz von FRAP-Sonden konnten Behr et al. [8] das stark dreidimensionale in-
stationa¨re Stro¨mungsfeld in einer zweistuﬁgen Turbine mit Hochdruckbeschaufelung und nied-
rigem Schaufelho¨he/Sehnenla¨nge-Verha¨ltnis vermessen. Dabei wurde sowohl der Einﬂuss von
Rotor-Rotor- als auch von Stator-Stator-Clocking untersucht. Die sich ergebenden A¨nderungen
im u¨ber eine Drehmomentenmesswelle bestimmten Wirkungsgrad betrugen ±0.15%. Durch
den Vergleich verschiedener Messverfahren konnte gezeigt werden, dass an der verwendeten
Versuchsanordnung die Messung mit pneumatischen Fu¨nﬂochsonden zur Bestimmung des Wir-
kungsgrades ausreicht.
Untersuchungen an Verdichtern Im Bereich der Verdichteraerodynamik gibt es eben-
falls eine Vielzahl von Vero¨ﬀentlichungen, die sich mit dem Thema Clocking bescha¨ftigen.
Eine der ersten Untersuchungen, bei der ein Einﬂuss der Relativpositionierung benachbar-
ter Schaufelreihen nachgewiesen wurde, wurde 1987 von Capece & Fleeter [26] durch-
gefu¨hrt. Sie fanden an einem dreistuﬁgen Verdichter heraus, dass die Schaufelbelastung und
das Schwingungsverhalten in Abha¨ngigkeit der Relativpositionierung der Statoren variiert. Sa-
ren et al. [139, 140, 141, 142] konnten durch theoretische, experimentelle und numerische
Untersuchungen zeigen, dass die Relativpositionierung benachbarter Schaufelgitter sowohl die
instationa¨ren Schaufelkra¨fte als auch den Wirkungsgrad eines Kompressors beeinﬂusst. Eine
quasi-dreidimensionale numerische Untersuchung des Clocking-Eﬀektes in Verdichtern wurde
von Dorney et al. [36] anhand eines 1.5-stuﬁgen Hochdruckkompressors durchgefu¨hrt. Sie
fanden den ho¨chsten Wirkungsgrad, wenn der Nachlauf des ersten Stators leicht druckseitig
versetzt auf den zweiten Stator auftraf. Fu¨r diese Position trat eine ho¨here hochfrequente Insta-
tionarita¨t sowie eine ho¨here Impulsverlustdicke und ein erho¨hter Reibungsbeiwert am zweiten
Stator auf. Auf Basis einer quasi-dreidimensionalen instationa¨ren CFD-Berechnung fu¨hrten
Dorney et al. [37] eine Untersuchung eines 1.5-stuﬁgen Hochdruckkompressors durch. Sie
fanden, dass die gro¨ßten Verlusta¨nderungen an den Statoren auftraten. Walker et al. [177]
untersuchten den Einﬂuss des Inzidenzwinkels und verschiedener Clocking-Positionen auf das
Transitionsverhalten des zweiten Stators eines 1.5-stuﬁgen Verdichters. Dabei beobachteten
sie einen starken Einﬂuss des periodischen Umschlagsverhaltens von der Clocking-Position und
der Schaufelbelastung. Die Untersuchung wurde durch numerische Rechnungen von Solomon
[162] et al. erga¨nzt. Layachi & Bo¨lcs [100] fu¨hrten experimentelle Untersuchungen des Axi-
alabstandes benachbarter Schaufelgitter und des Einﬂusses verschiedener Clocking-Positionen
fu¨r einen 1.5-stuﬁgen Verdichter durch. Sie weisen darauf hin, dass durch eine Vera¨nderung des
Axialabstandes automatisch die Clocking-Position vera¨ndert wird, und dass die damit verbun-
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denen Wirkungsgrada¨nderungen bisher oft fa¨lschlicherweise der A¨nderung des Axialabstandes
und nicht dem Clocking-Eﬀekt zugerechnet wurden. Eine numerische Studie von Rotor-Rotor-
und Stator-Stator-Interaktionsmechanismen wurde von He et al. [65] durchgefu¨hrt. Die an-
hand eines 2.5-stuﬁgen transsonischen Verdichters gewonnenen Ergebnisse zeigen ein deutlich
gro¨ßeres Clocking-Potenzial fu¨r Rotor-Clocking im Vergleich zu Stator-Clocking. Weiterhin tra-
ten im subsonischen Bereich vollsta¨ndig andere Verlustmechanismen auf als im transsonischen
Bereich. Im subsonischen Bereich stellte sich die optimale Clocking-Position dann ein, wenn
die Rotornachla¨ufe des stromauf liegenden Gitters auf die Vorderkante des stromab liegenden
Rotors auftrafen, was sich in einer Wirkungsgrada¨nderung von 0.65% manifestierte. Huang
et al. [80] untersuchten numerisch und experimentell den Einﬂuss von Rotor- und Stator-
Clocking anhand eines zweistuﬁgen Verdichters fu¨r inkompressible Stro¨mungen. Sie fanden fu¨r
Stator-Clocking ein Wirkungsgradpotenzial von 0.51% und fu¨r Rotor-Clocking ein geringeres
Potenzial von 0.28%. In beiden Fa¨llen trat das Wirkungsgradoptimum dann auf, wenn der
Nachlauf des stromauf liegenden Schaufelgitters auf die Vorderkante des stromab liegenden
Gitters traf. Die numerische Rechnung wurde mit dem RSM Turbulenzmodell von FLUENT
durchgefu¨hrt und lieferte bezu¨glich der Position von Wirkungsgradmaximum und Minimum
eine gute U¨bereinstimmung mit dem Experiment.
Aero-mechanische Untersuchungen Neben rein aerodynamischen Untersuchungen ziel-
ten einige Arbeiten auf die Messung und Berechnung der mit der Clocking-Position variierenden
Schaufelkra¨fte. Die erste Untersuchung, die sich mit mechanischen Aspekten des Clocking be-
fasste, war eine der ersten Studien zum Thema Clocking u¨berhaupt. Capece & Fleeter
[26] fanden 1987 ein mit der Relativpositionierung der Statoren variierendes Schwingungsver-
halten der Maschine. Saren [139] konnte 1994 nachweisen, dass durch die Relativpositionie-
rung benachbarter Schaufelgitter die Schaufelkra¨fte axialer Turbomaschinen beeinﬂusst werden
ko¨nnen. Kurze Zeit spa¨ter entwickelten Sanders & Fleeter [138] ein mathematisches Mo-
dell zur Optimierung der Stator-Stator-Positionierung hinsichtlich Vibrationen. Sie fanden einen
deutlichen Einﬂuss der Clocking-Position auf ﬂuktuierende Auftriebseinﬂu¨sse. Hsu &Wo [79]
zeigten durch experimentelle Untersuchungen an einem Verdichter, dass sich durch Rotor-
Clocking instationa¨re Schaufelkra¨fte an stromab liegenden Schaufelgittern reduzieren lassen.
Einige Zeit spa¨ter wurde eine numerische Studie zur Untersuchung von aero-mechanischen
Aspekten des Stator-Stator-Clocking von Li & He [102] anhand einer 1.5-stuﬁgen transso-
nischen Hochdruckturbine durchgefu¨hrt. Dabei wurde neben der Clockingposition die Anzahl
der Statorschaufeln variiert. Auf den Rotorschaufeln konnten subharmonische Druckﬂuktua-
tionen und auf dem stromab liegenden Stator deutlich unperiodische Anregungen nachgewie-
sen werden. Gadea et. al [49] fu¨hrten Untersuchungen an einer transsonischen 1.5-stuﬁgen
Hochdruckturbine durch. Dabei lag der Schwerpunkt auf der Untersuchung des Einﬂusses der
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Clocking-Position auf den stationa¨ren und instationa¨ren statischen Druckverlauf entlang der
Stator 2-Schaufel fu¨r 15%, 50% und 85% der Kanalho¨he. Eine deutliche Abha¨ngigkeit des
zeitgemittelten Verlaufs von der Clocking-Position stellte sich bei 15% der Kanalho¨he ein,
wa¨hrend bei den anderen radialen Positionen lediglich der Bereich nahe der Schaufelvorder-
kante eine Abha¨ngigkeit zeigte. Die Variation der sich daraus ergebenden Kra¨fte lag in axialer
Richtung bei 3.4% und senkrecht dazu bei 5.3%. Die optimalen Clocking-Positionen bezu¨glich
Aerodynamik und instationa¨rer Kra¨fte stimmten dabei nicht u¨berein. Durch Messungen an ei-
nem vierstuﬁgen mit einer Hochdruckbeschaufelung ausgestatteten Verdichter konnten Mai-
lach & Vogeler [109, 110] eine Abha¨ngigkeit der instationa¨ren statischen Druckverteilung
und der instationa¨ren aerodynamischen Schaufelkra¨fte von der Clocking-Position nachweisen.
Die Messungen auf dem Mittelschnitt zeigten mit dem Auftreﬀen der stromauf generierten
Nachla¨ufe eine sofortige A¨nderung der statischen Druckverteilung entlang der gesamten Schau-
fel.
Akustische Untersuchungen Ein fu¨r zuku¨nftige Arbeiten interessanter Aspekt, der auch
in der Triebwerksindustrie diskutiert wird, ist die Nutzung des Clocking-Eﬀektes zur Reduzie-
rung der La¨rmemission. Eine aktuelle Untersuchung von Blaszczak [15] liefert dazu erste
Anhaltswerte. In einer zweistuﬁgen Niederdruckturbine wurden je nach Clocking-Position bei
U¨berlast Unterschiede von 10 dB gemessen. Die Clocking-Position maximaler La¨rmemission
korrespondierte dabei mit der Position maximalen Wirkungsgrades. Allerdings zeigten a¨ltere
Messungen an der gleichen Versuchsanlage fu¨r eine a¨hnliche Anordnung eine entgegengesetz-
te Tendenz. Eine Erkla¨rung hierzu, sowie eine Begru¨ndung fu¨r das sehr hohe Potenzial zur
La¨rmreduzierung, konnte der Autor nicht liefern.
Fazit Bei der Analyse der bisher in der Literatur erschienenen Untersuchungen zum Clocking-
Eﬀekt wird deutlich, dass im Bereich der Niederdruckturbinen nur wenige aussagekra¨ftige ex-
perimentelle Untersuchungen existieren. Insbesondere die Beeinﬂussung einer transitionalen
Ablo¨seblase durch den Clocking-Eﬀekt wurde bisher nur unzureichend untersucht. Die meisten
neueren Arbeiten zum Clocking-Eﬀekt wurden an Hochdruckturbinen-Beschaufelungen durch-
gefu¨hrt. Aufgrund der dort herrschenden hohen Druckverha¨ltnisse und der oft im transsoni-
schen Bereich liegenden Machzahlen sind Wirkungsgrada¨nderungen in diesem Fall mit ho¨herer
Genauigkeit messbar als bei Niederdruckturbinen. Auch tritt in einigen Fa¨llen der Einﬂuss von
Verdichtungssto¨ßen auf den Clocking-Eﬀekt als zusa¨tzlicher Parameter auf.
An der Vielzahl der Vero¨ﬀentlichungen die sich direkt oder indirekt mit dem Clocking-Eﬀekt
bescha¨ftigen, und an der Tatsache, dass sich deren Anzahl von Jahr zu Jahr steigert, er-
kennt man, dass dem Clocking-Eﬀekt, trotz der relativ geringen Wirkungsgradbeeinﬂussung,
fu¨r zuku¨nftige Entwicklungen im Bereich axialer Turbomaschinen eine große Bedeutung bei-
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gemessen wird. Die Gru¨nde dafu¨r liegen in den bereits erreichten sehr hohen aerodynamischen
Wirkungsgraden, deren Steigerung sich in immer kleiner werdenden Schritten vollzieht. Die
meisten Untersuchungen geben ein Wirkungsgradpotenzial bei der Ausnutzung des Clocking-
Eﬀektes in der Gro¨ßenordnung von 0.5%-Punkten an, was fu¨r heutige Maschinen eine deutliche
Verbesserung darstellt. Weiterhin besteht ein Potenzial hinsichtlich mechanischer und akusti-
scher Optimierung. Um konkurrenzfa¨hig zu bleiben werden die Hersteller von Triebwerken und
stationa¨ren Gasturbinen in absehbarer Zukunft die Beru¨cksichtigung des Clocking-Eﬀektes in
ihren Auslegungsprozess implementieren mu¨ssen. Neuere Triebwerke (z.B. GP7000 LPT) wer-
den bereits hinsichtlich der Clocking-Position optimiert, wobei jedoch oft die beste Position
durch ”probieren” auf dem Pru¨fstand gefunden wird. Ziel ist hingegen eine Beru¨cksichtigung
des Clocking-Eﬀektes schon bei der Vorauslegung, wozu ein grundlegendes Versta¨ndnis der
ablaufenden Stro¨mungspha¨nomene erforderlich ist.
Die vorliegende Untersuchung sowie die bereits am Institut TFA durchgefu¨hrten Arbeiten
(Heinke [67], Breitbach [20], Heinke et al. [68], Ko¨nig et al. [90]) sollen einen Bei-
trag zu einem besseren Versta¨ndnis der physikalischen Pha¨nomene liefern, die den Clocking-
Eﬀekt beeinﬂussen. Ziel ist dabei eine aerodynamische Optimierung. Die meisten bisher durch-
gefu¨hrten Clocking-Untersuchungen beschra¨nkten sich auf eine Messung bzw. Berechnung des
Wirkungsgradpotenzials sowie auf die Angabe der optimalen Stellung benachbarter Schaufelgit-
ter. Zwar existieren in der Literatur einige Hinweise auf die grundlegenden Wirkmechanismen;
diese sind jedoch bei weitem noch nicht vollsta¨ndig verstanden und teilweise widerspru¨chlich.
Als Begru¨ndung fu¨r einen ho¨heren Wirkungsgrad geben z.B. Griffin et al. [55] eine gerin-
gere Instationarita¨t an Stator 2 an, wa¨hrend Dorney & Sharma [35] genau das Gegenteil
beobachtet haben.
2.4.3 Anwendung des Clocking-Eﬀektes bei der Auslegung von
Turbomaschinen
Bei der Auslegung mehrstuﬁger Turbomaschinen hinsichtlich einer optimalen Clocking-Position
mu¨ssen die Trajektorien der Schaufelnachla¨ufe bekannt sein, um deren Auftreﬀposition auf die
stromab liegenden Gitter bestimmen zu ko¨nnen. Dies ist schon zu Beginn des Auslegungspro-
zesses ohne großen Aufwand durch eine vereinfachte wake tracking analysis mo¨glich, die die
Trajektorien auf Basis von 1D- oder 2D-Stromlinienverfahren berechnet (vgl. Jouini [84]).
In einer spa¨teren Auslegungsphase kann dann eine 3D-CFD-Berechnung zur Validierung der
berechneten Bahnen unter Beru¨cksichtigung von Sekunda¨rstro¨mungen heran gezogen werden.
Auch sollten die Nachteile, die durch die fu¨r eine vollsta¨ndige Ausnutzung des Clocking-Eﬀektes
erforderliche gleiche Schaufelzahl benachbarter Stator- oder Rotorgitter entstehen, gegenu¨ber
den erwarteten Vorteilen gewichtet werden. So muss z.B. sichergestellt sein, dass es nicht zu
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einer Schwingungsanregung der stromab liegenden Schaufelreihen kommt. Außerdem kann ei-
ne Abweichung vom optimalen Teilungsverha¨ltnis zu zusa¨tzlichen Verlusten fu¨hren, die in der
Gesamtbetrachtung beru¨cksichtigt werden mu¨ssen. Selbst wenn die gleiche Schaufelzahl be-
nachbarter Stator- oder Rotorgitter nicht realisiert werden kann, bietet der Clocking-Eﬀekt ein
Potenzial zur Wirkungsgradsteigerung. In diesem Fall mu¨ssen die Schaufelgitter in der Weise
ausgerichtet werden, dass die Mehrzahl der stromab liegenden Schaufeln einer gu¨nstigen Zu-
stro¨mung unterliegen. Dieses Vorgehen hat den Vorteil, dass, wenn auch in geringerem Maße
als bei der vollsta¨ndigen Ausnutzung des Clocking-Eﬀektes, Wirkungsgradsteigerungen ohne
konstruktiven Mehraufwand mo¨glich sind; selbst bereits existierende Maschinen lassen sich
somit, lediglich durch eine unterschiedliche Einbauposition der Schaufelgitter, hinsichtlich des
Wirkungsgrades verbessern.
38
3 Aerodynamisches Konzept und
Clocking-Pru¨fstand
3.1 Aerodynamisches Konzept
Zur Untersuchung des Clocking-Eﬀektes sollte, ausgehend von einer 1.5-stuﬁgen Axialturbi-
ne, in Zusammenarbeit mit MTU Aero Engines ein geeignetes Konzept zur systematischen
Separierung der beim Clocking auftretenden physikalischen Pha¨nomene erstellt werden. Aus-
gangspunkt der U¨berlegungen war ein am Fachgebiet TFA existierender Turbinenpru¨fstand,
der aufgrund seiner konstruktiven Gestaltung ideale ”Clockability”-Voraussetzungen aufwies,
also die Mo¨glichkeit in einfacher Weise unterschiedliche Relativpositionen der beiden Stato-
ren einzustellen. In Zusammenarbeit mit MTU wurde unter Beru¨cksichtigung der durch den
Versuchsstand vorgegebenen Randbedingungen ein modernes, fu¨r Niederdruckturbinen typi-
sches Hochauftriebsproﬁl fu¨r Stator 2 entwickelt. Ziel der Auslegung war die Realisierung
einer mo¨glichst hohen Machzahl1 bei einer fu¨r Niederdruckturbinen typischen Reynoldszahl,
um zum einen einen maschinennahen Betriebspunkt und zum anderen einen aufgrund der
gro¨ßeren Schaufelbelastung deutlicheren Clocking-Eﬀekt zu erzielen. Um dem grundlegenden
Charakter der Untersuchungen gerecht zu werden, wurde eine rein zweidimensionale Schau-
felgeometrie zugrunde gelegt. Auf Basis der 1.5-stuﬁgen Turbine (Rotorvariante) wurden zwei
weitere Versuchsaufbauten entwickelt, die a¨hnliche Stro¨mungsverha¨ltnisse an Stator 2 aufwei-
sen, sich jedoch bezu¨glich ihrer instationa¨ren Charakteristik unterscheiden: Die Stator-Stator-
Variante (rein stationa¨r, kein Nachlauferzeuger) und die Speichenradvariante. Dieses Vorgehen
ermo¨glicht eine Separierung der den Clocking-Eﬀekt beeinﬂussenden Wirkmechanismen. De-
taillierte Hinweise zum Auslegungsprozess ﬁnden sich in Heinke [67].
Auslegungsparameter und Rotorvariante Die wesentlichen Stro¨mungsparameter der 1.5-
stuﬁgen Turbine sind in Tabelle 3.1 angegeben. Dabei handelt es sich um die exakten aus
der Messung gewonnenen Werte, die leicht von den aus dem Auslegungsprozess stammenden
bei Heinke angegebenen Daten abweichen. Ein U¨berblick u¨ber alle in den verschiedenen
1Der begrenzende Parameter fu¨r die zu realisierende Machzahl stellt die verwendete Luftlieferanlage dar.
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Messebenen gewonnenen Stro¨mungsgro¨ßen ﬁndet sich in Anhang B. Die Schaufelzahl der
Gitter von 66-77-66 wurde aufgrund des gemeinsamen Teilers von 11 verwendet, um den
Aufwand bei einer korrekten, ohne Skalierung durchgefu¨hrten, Rechnung zu reduzieren. Die
im Nennbetriebspunkt zwischen den Schaufelreihen auftretenden Machzahlen nehmen Werte <
0.3 an, so dass eine inkompressible Betrachtung berechtigt erscheint; die maximal auftretende
Machzahl im Bereich der Saugspitze betra¨gt jedoch ca. 0.42, so dass, insbesondere stromauf
der Ablo¨seblase, Kompressibilta¨tseﬀekte2 zu erwarten sind.
Besonderes Augenmerk wurde auf das aerodynamische Design von Stator 2 gelegt, da dessen
Verhalten den Clocking-Eﬀekt wesentlich beeinﬂusst. Die Auslegung als Hochauftriebsproﬁl
(high-lift proﬁle) zielte auf eine im Nennbetriebspunkt auftretende ausgepra¨gte Ablo¨seblase
auf der Saugseite. Um das Verhalten dieser Ablo¨seblase genau analysieren zu ko¨nnen, wurde,
um eine gro¨ßere Blase zu erhalten, leicht vom realen Turbinendesign abgewichen. Die auf der
Sehnenla¨nge CS2 und der Abstro¨mgeschwindigkeit c3 von Stator 2 basierende Reynoldszahl
liegt bei
ReCS2 =
c3CS2
ν
≈ 217 000. (3.1)
Die Werte von reduzierter Drehzahl fr (reduced frequency), Durchﬂusszahl φ (ﬂow coeﬃ-
cient)3, Enthalpiezahl ψ (stage loading)4 und Reaktionsgrad R (degree of reaction)5 lauten
auf dem Mittelschnitt:
fr = f
C
cax
= f
CS2
cax2
= 1.28 (3.2)
φ =
cax
U
=
cax2
|U | = 0.95 (3.3)
ψ =
ht2 − ht1
U2
=
cu2 − cu1
U
= −1.45 (3.4)
R =
h1 − h2
h1 − h3 =
c22−c21
2
− U(cu2 − cu1)
c23−c21
2
− U(cu2 − cu1)
= 0.3 (3.5)
Dabei entsprechen f der Schaufelfrequenz, CS2 der Sehnenla¨nge von Stator 2, cax der Axial-
komponente der Absolutgeschwindigkeit, U der Umfangsgeschwindigkeit, ht der Totalenthal-
pie, h der statischen Enthalpie, c der Absolutgeschwindigkeit und cu der Umfangskomponente
der Absolutgeschwindigkeit. Die Indizes 1, 2, 3 deﬁnieren die Messebenen vor dem Rotor, hinter
dem Rotor und hinter Stator 2 (vgl. Abbildung 4.1). Alle Werte gelten fu¨r den Mittelschnitt
und basieren auf den in Tabelle B.2 angegebenen Messwerten.
2Der durch eine inkompressible Betrachtung auftretende Fehler bei der berechneten Geschwindigkeit im
Bereich der Saugspitze betra¨gt ca. +2%.
3Da die Umfangsgeschwindigkeit in dem deﬁnierten Koordinatensystem einen negativen Wert aufweist, wird
zur Deﬁnition von φ ihr Betrag verwendet.
4Die zweite Darstellung der Enthalpiezahl gilt unter der Annahme einer adiabaten Stro¨mung.
5Die zweite Darstellung des Reaktionsgrades gilt unter den Annahmen einer adiabaten Stro¨mung und einer
Axialmaschine (U = U1 = U2).
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Tab. 3.1: Geometrie und Stro¨mungsparameter (ROV, Nennbetriebspunkt, Mittelschnitt)
Parameter Stator 1 Rotor Stator 2
Geometrie
Geha¨usedurchmesser 881mm 881mm 881mm
Nabendurchmesser 677.5mm 677.5mm 677.5mm
Schaufelzahl 66 77 66
Gitterabstand 35mm - 35mm
Sehnenla¨nge, C 42.79mm 41.01mm 38.67mm
axiale Sehnenla¨nge, Cax 35mm 35mm 30mm
Schaufelho¨he, H 101.75mm 101.75mm 101.75mm
Teilung (Mittelschnitt), s 37.09mm 31.79mm 37.09mm
Aspect ratio, H/s 2.74 3.2 2.74
Geometrischer Umlenkwinkel 51.7◦ 59.5◦ 69.3◦
Hinterkantendicke 0.6mm 0.7mm 0.6mm
Gemessene Stro¨mungsparameter (Mittelschnitt)
Massenstrom 13 kg/s
Eintritts-Totaltemperatur, Tt0 331.6K
Eintritts-Axialgeschwindigkeit, cax0 48.8
m
s
Umfangsgeschwindigkeit, U −50.9 ms
Eintritts-Machzahl, Mac0 0.133
Eintritts-Stro¨mungswinkel, α0 0.2◦
Eintritts-Turbulenzgrad, Tu0 2.2%
Integrales La¨ngenmaßa, l0 8mm
Drehzahl, n - −1247U/min -
Austritts-Machzahl, Mac 0.217 0.135 0.287
Austritts-Stro¨mungswinkel, α −53.2◦ 11.6◦ −60.6◦
Zweifelkoeﬃzientb, Z 1.02 1.08 1.18
Stufen-Druckverha¨ltnis, pt1/pt3 1.042
Reduzierte Drehzahl, fr 1.28
Durchﬂusszahl, φ 0.95
Enthalpiezahl, ψ −1.45
Reaktionsgrad, R 0.3
Reynoldszahl, ReCS2 217 000
aAuf die Bestimmung des integralen turbulenten La¨ngenmaßes wird in Anhang C na¨her eingegangen.
bDer Zweifelkoeﬃzient ist deﬁniert durch Z = 2 cos2 αA sCax (tanαE − tanαA) (gilt fu¨r inkompressible
Stro¨mungen), wobei fu¨r den Rotor die Winkel im Relativsystem einzusetzen sind.
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Die Schaufeln wurden aus einer AlZnMgCu1.5-Aluminiumlegierung gefertigt, die zum einen
gute Zerspanungseigenschaften besitzt und sich zum anderen aufgrund ihrer hohen Zugfestig-
keit auszeichnet. Um den Einﬂuss der Oberﬂa¨chenqualita¨t auf die Messung auszuschließen
wurden die Schaufeln auf eine Rauhtiefe von Rz = 3.5µm und Ra = 0.5µm poliert. Genaue
Informationen zu den Schaufeldaten ﬁnden sich in Heinke [67].
Stator-Stator- und Speichenradvariante Um den Einﬂuss von periodisch instationa¨ren
Nachla¨ufen auf den Clocking-Eﬀekt untersuchen zu ko¨nnen, wurden, wie bereits erwa¨hnt, im
Rahmen der Vorauslegung zusa¨tzlich zur 1.5-stuﬁgen Turbine zwei weitere Versuchsaufbauten
entwickelt: Ein rein stationa¨rer Stator-Stator-Aufbau und ein um einen zylindrischen Nach-
lauferzeuger erweiterten Versuchsaufbau, die Speichenradvariante. Zur Vergleichbarkeit der
Ergebnisse der drei Setups wurde jeweils der identische Stator 2 verwendet und die zeitlich
gemittelten Zustro¨mbedingungen zu Stator 2 bei allen drei Aufbauten in guter Na¨herung kon-
stant gehalten. Bei der Speichenradvariante wurde der Rotor der 1.5-stuﬁgen Turbine durch
einen aus du¨nnen zylindrischen Speichen bestehenden Speichenrotor ersetzt. Aufgrund der sehr
geringen Umlenkung der Speichen musste, um den gleichen Zustro¨mwinkel zu Stator 2 beizube-
halten wie bei der Rotorvariante, Stator 1 ausgetauscht werden. Der Durchmesser der Speichen
und deren Abstand zu S2 wurden im Rahmen einer Voruntersuchung (vgl. Heinke [67]) so
festgelegt, dass die Nachlaufstruktur von Rotorschaufeln und zylindrischen Speichen in der S2-
Eintrittsebene hinsichtlich Geschwindigkeitsdefekt und Turbulenzgrad im stationa¨ren Fall eine
gute U¨bereinstimmung zeigte. Daraus ergab sich der Durchmesser der Speichen zu 0.55mm,
der Abstand der Speichen zur S2-Vorderkante zu 33.8mm und der Abstand der Hinterkante
von S1 zu den Speichen zu 59mm (vgl. Abbildung 4.1). Zur Versteifung des Speichenro-
tors mussten am Umfang, jeweils um 90◦ versetzt, vier Stu¨tzstreben mit einem Durchmesser
von 10mm angebracht werden. Diese fu¨hren zwangsla¨uﬁg zu einer ungewollten Beeinﬂussung
des Stro¨mungsfeldes. Aufgrund der deutlich geringeren Umlenkung der S1-Beschaufelung der
Speichenradvariante musste diese, um die Verluste der S1-Beschaufelungen von Rotorvariante
und Speichenradvariante anzugleichen, verla¨ngert werden. Durch dieses Vorgehen ergibt sich
eine a¨hnliche Nachlaufdellenstruktur6 der beiden S1-Schaufelgitter in der Eintrittsebene des
Nachlauferzeugers. Die Speichenradvariante ermo¨glicht aufgrund der Eliminierung des Einﬂus-
ses der Umlenkung der Rotorbeschaufelung eine Studie des Clocking-Eﬀektes unter periodisch
gesto¨rter Zustro¨mung ohne Verformung der S1-Nachla¨ufe in der Rotorpassage.
Beim dritten Versuchsaufbau, der Stator-Stator-Variante, wurde der Speichenrotor bei an-
sonsten identischem Versuchsaufbau entfernt. Auf eine Umstaﬀelung von Stator 1 konnte
aufgrund der geringen Umlenkung der Speichen verzichtet werden. Die Stator-Stator-Variante
wurde eingehend von Heinke [67] untersucht und erlaubt eine Studie des Einﬂusses der Auf-
6Die Nachlaufdellenstruktur ist eine Funktion der durch das Schaufelgitter generierten Verluste.
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treﬀposition der rein stationa¨ren S1-Nachla¨ufe auf das S2-Schaufelgitter. Sie wird im Rahmen
der vorliegenden Arbeit nicht na¨her betrachtet.
3.2 Der Clocking-Pru¨fstand
Abbildung 3.1 zeigt eine Prinzipskizze des Clockingpru¨fstandes. Die Anlage besteht im We-
sentlichen aus Durchﬂussmessstrecke, Luftlieferanlage, Beruhigungskammer, Vierquadranten-
Elektromotor mit zugeho¨riger Getriebeeinheit und der eigentlichen Messstrecke. Es handelt sich
um einen oﬀenen Pru¨fstand, bei dem die Luft aus der Versuchshalle angesaugt, und u¨ber eine
Dachluke aus der Versuchshalle ausgeblasen wird. Durch Einstellen der Dachlukenposition la¨sst
sich das Verha¨ltnis aus die Versuchshalle verlassender und in der Versuchshalle verbleibender
erwa¨rmter Verdichterluft variieren, so dass u¨ber der Messdauer Temperaturschwankungen von
weniger als ±0.3◦C realisiert werden ko¨nnen. Die wichtigsten Komponenten des Pru¨fstandes
werden im Folgenden na¨her beschrieben.
Durchﬂussmessstrecke Die Massenstrombestimmung erfolgt saugseitig des Luft liefernden
Gebla¨ses in der Durchﬂussmessstrecke (Abbildung 3.1 (unten) (13)). Durch eine Ansaugdu¨se
sowie Gleichrichter und Siebe wird im Ansaugkanal ein rotationssymmetrisches Geschwindig-
keitsproﬁl generiert, dass mit einer drehbar gelagerten Kammsonde vermessen werden kann.
Trost [174] gibt detaillierte Hinweise u¨ber die genaue Bestimmung des Massendurchsat-
zes sowie den Einﬂuss der Reynoldszahl auf das Geschwindigkeitsproﬁl. Fu¨r die vorliegenden
Messungen wurde der genaue Massendurchsatz durch eine vollsta¨ndige Umfangstraverse der
Kammsonde bestimmt; um Massenstromvariationen wa¨hrend der Messung soweit wie mo¨glich
zu eliminieren, wurde der dynamische Druck in der Kanalmitte, der aufgrund der Kenntnis
des Geschwindigkeitsproﬁls in der Ansaugstrecke ein direktes Maß fu¨r den Massendurchsatz
darstellt, konstant gehalten.
Luftlieferanlage Die Luftlieferanlage in Form eines Radialgebla¨ses ist im unteren Teil von
Abbildung 3.1 dargestellt (6) und wird durch einen Asynchron-Schleifringla¨ufermotor (1) mit
einer maximalen Wellenleistung von 630 kW angetrieben. Im Nennbetriebspunkt erreicht das
Gebla¨se bei einer Leistungsaufnahme von 532 kW und einem Massendurchsatz von 18 kg
s
eine
Druckerho¨hung von 295mbar. Die Grobeinstellung des Betriebspunktes des Gebla¨ses erfolgt
u¨ber dessen Drehzahl mit Hilfe eines Flu¨ssigkeitsreglers (3) in Form eines Vorwiderstandes.
Ein vor dem Gebla¨se angebrachter Drallregler (8) ermo¨glicht die Feinjustierung des Betriebs-
punktes. Die Luft wird in Abbildung 3.1 (unten) von rechts u¨ber eine Du¨se durch die Durch-
ﬂussmessstrecke angesaugt und in einen Beruhigungsbeha¨lter gefo¨rdert.
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1 Einstiegsstutzen
2 Lufteintritt
4 Stromkabel
5 Beruhigungsbehälter
6 Sieb
7 Verstärkungsstreben
11 Gummimanschette
8 Gleichrichter
9 Nabe & Dichtung
10 Einlaufdüse
15 Messbühne
16 Ablageflächen
17 Ringkanal
12 Schwingungsdämpfer
13 Elektromotor
D
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Abb. 3.1: Seitenansicht und Draufsicht des Pru¨fstandes (Trost [174])
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Beruhigungskammer Die Beruhigungskammer (Abbildung 3.1 (oben) (5)) besteht aus ei-
ner großen Tonne mit einem Durchmesser von 1.8m und einer Ho¨he von 3.8m. Aufgrund ih-
rer großen Abmessungen stellt sich in der Beruhigungskammer ein na¨herungsweise konstanter
Totaldruck mit geringem Geschwindigkeitsanteil ein. Die seitlich u¨ber einen Stutzen (2) eintre-
tende Luft wird in vertikaler Richtung u¨ber eine Reihe von Sieben und Stro¨mungsgleichrichtern
(6,8) homogenisiert, u¨ber eine Einlaufdu¨se (10) beschleunigt, und der Messstrecke zugefu¨hrt.
Dabei wird durch die Kombination von Einlaufdu¨se und Nabe (9) eine Ringstro¨mung erzeugt,
die in der Messstrecke in einen Ringkanal (17) mit konstantem Querschnitt mu¨ndet.
Vierquadranten-Elektromotor und Getriebeeinheit Zum Antrieb des Speichenrotors
und zum Abbremsen des Rotors beﬁndet sich innerhalb der Nabe ein Vierquadranten-
Elektromotor (13) mit einer Nennleistung von 55KW. Dieser wird durch einen Frequenz-
umrichter geregelt, wobei eine Drehzahlkonstanz von ±1U/min erzielt wird. Durch den
Vierquadranten-Motor ist im Rotorbetrieb eine Ru¨ckspeisung in das Versorgungsnetz mo¨glich.
Die elektrischen Zuleitungen (Abbildung 3.1 (oben) (4)) werden dem Motor u¨ber einen Ver-
sorgungsschacht durch die Nabe zugefu¨hrt. Die Rotordrehzahl wird gegenu¨ber der Motordreh-
zahl u¨ber ein Getriebe mit einem U¨bersetzungsverha¨ltnis von 1.6 reduziert. Der Aufbau des
Getriebes ist in Abbildung 3.2 als Schnittbild dargestellt. U¨ber zwei Zahnriemen und drei Zahn-
scheiben (10,11,13) wird das Drehmoment von dem gegenu¨ber der Rotordrehachse exzentrisch
gelagerten Motor (1) u¨ber eine Zwischenwelle (12) an den Rotor u¨bertragen. Dabei sind alle
Lager sowie der Motor selbst wassergeku¨hlt. Um unerlaubte Betriebszusta¨nde, beispielswei-
se einen Zahnriemenriss, detektieren zu ko¨nnen, wird die Drehzahl durch einen Induktivsensor
(16) anhand von 12 gleichma¨ßig u¨ber dem Umfang einer Scheibe (15) angebrachten Bohrungen
u¨berwacht. Ein an der gleichen Scheibe angebrachter Schlitz ermo¨glicht u¨ber eine Gabellicht-
schranke das Generieren eines einmal je Rotorumdrehung wiederkehrenden Triggersignals. Im
Notfall wird ein kontrolliertes Abbremsen des Rotors durch eine Fail-Safe-Bremse (7) u¨ber die
Bremsscheibe (14) gewa¨hrleistet, bei deren Auslo¨sung gleichzeitig der Luft liefernde Verdich-
ter abgeschaltet wird. Die komplette Einheit aus Motor und Getriebe sowie der nabenseitige
Teil der Messstrecke sind u¨ber vier aerodynamisch optimierte Stu¨tzrippen mit dem Geha¨useteil
der Messstrecke verbunden und u¨ber vier Schwingungsda¨mpfer (Abbildung 3.1 (oben) (12))
mechanisch von dem restlichen Teil der Anlage entkoppelt. Die Messung erfolgt mittig zwi-
schen zwei der Stu¨tzrippen in einem Bereich, in dem eine gute Homogenita¨t der Stro¨mung
gewa¨hrleistet ist.
Messstrecke Die eigentliche Messstrecke ist in Abbildung 3.2 vergro¨ßert dargestellt. Sie
setzt sich aus aufeinander gesetzten Ringen zusammen und erlaubt eine variable Anpassung
an die drei Versuchsaufbauten Rotorvariante, Speichenradvariante und Stator-Stator-Variante.
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Abb. 3.2: Messstrecke
Die beiden unterschiedlichen Statoren 1 sind dabei aufgrund identischer a¨ußerer Abmessungen
problemlos austauschbar. Wird ein Nachlauferzeuger (Rotor oder Speichenrotor) verwendet, so
lassen sich entsprechend der Ho¨he der Deckba¨nder aus dem Stator-Stator-Aufbau ”Dummy”-
Ringe entfernen, deren Abmessungen mit denen der Deckba¨nder u¨bereinstimmen. Nabenseitig
wird bei Verwendung der Nachlauferzeuger ebenfalls ein solcher Dummy-Ring entfernt. Um
Leckagestro¨mungen zu minimieren sind die U¨bergangsstellen zwischen rotierenden und fe-
sten Bauteilen mit Filzdichtungen versehen. Diese wurden im Betrieb eingeschliﬀen um eine
mo¨glichst geringe Spaltweite zu realisieren. Aufgrund des in der Turbine herrschenden gerin-
gen Druckgefa¨lles stellen die Filzdichtungen eine kostengu¨nstige und einfach zu applizierende
Alternative im Vergleich zu aufwendigeren Verfahren, wie z.B. Labyrinthdichtungen, dar. Wei-
terhin sind fu¨r die durchgefu¨hrten Untersuchungen Leckagestro¨mungen von untergeordnetem
Interesse, da die u¨berwiegende Mehrzahl der Messungen auf dem Mittelschnitt durchgefu¨hrt
wurde. Bei den Messungen zeigte sich, dass geringe Abweichungen der Axialgeschwindigkeit
auf dem Mittelschnitt nicht durch Leckage, sondern durch ein sich u¨ber der Kanalho¨he leicht
vera¨nderndes Geschwindigkeitsproﬁl hervorgerufen werden.
Die der Messstrecke von unten u¨ber den Beruhigungsbeha¨lter zugefu¨hrte Luft wird gema¨ß
Abbildung 3.2 u¨ber zwei Siebe (8,9) vergleichma¨ßigt und der Turbulenzgrad auf 0.3% abge-
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senkt. Zur Erho¨hung des Eintrittsturbulenzgrades auf den im Auslegungsprozess vorgesehenen
Wert7 von 2.2% ist vor der Messstrecke ein Turbulenzerzeuger in Form eines scharfkantigen
weitmaschigen Gitters angebracht.
Mit Hilfe zweier Motoren (2,5) lassen sich Sondentraversen in Umfangsrichtung sowie die Ein-
stellung der Clocking-Position realisieren. Motor (2) fu¨hrt zu einer Verdrehung des kompletten
geha¨useseitigen Teiles der Messstrecke, inklusive Stator 1 und aller montierten Sonden. Da-
durch la¨sst sich die Relativpositionierung zu Stator 2, der fest mit dem Getriebe verbunden ist,
stufenlos vera¨ndern. Um die Sonden wieder in ihre urspru¨ngliche Umfangsposition zu verfahren
und Traversen in Umfangsrichtung durchzufu¨hren zu ko¨nnen, wird Motor (5) verwendet, der
ebenfalls eine stufenlose Verstellung ermo¨glicht. Stator 1, Rotor und Stator 2 sind in Abbildung
3.2 mit den Positionsnummern (3), (4) und (6) gekennzeichnet.
7Dieser Wert wurde mit der Kreuzdrahtsonde vor S1 gemessen und ist genauer als der von Heinke mit Hilfe
einer Eindrahtsonde gemessene Wert von 2.5%.
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4 Messtechnik und Auswerteverfahren
4.1 Messorte
Um einen mo¨glichst vollsta¨ndigen Einblick in die Stro¨mungsverha¨ltnisse der Versuchsturbi-
ne zu gewinnen wurden sowohl Sondenmessungen (Fu¨nﬂochsonde, Hitzdrahtsonde) als auch
Grenzschichtmessungen (statische Druckbohrungen, Oberﬂa¨chenheißﬁlme) an Stator 2 durch-
gefu¨hrt. Die fu¨r Rotorvariante und Speichenradvariante identischen Messebenen fu¨r die Son-
denmessungen sind in Abbildung 4.1 deﬁniert. Die Stro¨mung wurde stromauf und stromab
jedes Schaufelgitters sowohl in Form von Feldmessungen (2D) als auch, mit einer genaue-
ren Auﬂo¨sung, auf dem Mittelschnitt vermessen. Das Messgitter fu¨r die 2D-Messungen ist in
Abbildung 4.2(b) angegeben. Die Kanalho¨he H von 101.75mm wurde durch 13 a¨quidistante
Messpunkte im Abstand von 8mm aufgelo¨st, wobei der Wandabstand des ersten und letzten
Messpunktes jeweils 3mm betra¨gt. Da die 2D-Messungen hauptsa¨chlich der U¨berpru¨fung der
Zweidimensionalita¨t der Stro¨mung dienten, war eine feinere Auﬂo¨sung und insbesondere eine
feinere Auﬂo¨sung in Wandna¨he nicht erforderlich. In Umfangsrichtung wurde fu¨r die Feldmes-
sungen, falls nicht anders angegeben, eine Auﬂo¨sung von 17 a¨quidistanten Messpunkten u¨ber
einer Statorteilung gewa¨hlt. Die resultierenden Winkelschritte in Umfangsrichtung betragen
somit 0.34◦ bei einem einer Statorteilung entsprechenden Winkelsegment von ϕ0 = 5.45◦.
Auf dem Mittelschnitt entspricht dies einem Abstand der Messpunkte in Umfangsrichtung von
2.32mm. Fu¨r die Messungen auf dem Mittelschnitt wurde die doppelte Auﬂo¨sung gewa¨hlt
(33 Messpunkte je Statorteilung), so dass in diesem Fall die Winkelinkremente 0.17◦ und der
Abstand der Messpunkte 1.16mm betragen.
Die fu¨r die Darstellung der Messergebnisse verwendeten Koordinaten sind in Abbildung 4.2(a)
angegeben. Der Blick auf die Blattebene zeigt in axialer Stro¨mungsrichtung, wobei das fu¨r
die Darstellung der Messergebnisse auf dem Mittelschnitt verwendete rechtwinklige Koordina-
tensystem (blau) durch x, y und (z)1 aufgespannt wird. Aufgrund des großen Durchmessers
der Versuchsanlage kann die Umfangskoordinate ϕ, im Sinne einer zweidimensionalen Betrach-
tung, in guter Na¨herung durch die Koordinate y ersetzt werden, so dass alle Messergebnisse auf
dem Mittelschnitt u¨ber der dimensionslosen Koordinate y/s (s: Teilung auf dem Mittelschnitt)
1Die Koordinate z wird zur Darstellung nicht verwendet.
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Abb. 4.1: Deﬁnition der Messebenen
aufgetragen werden. Die Darstellung der 2D-Messungen erfolgt ebenfalls u¨ber der normierten
Teilung, die in diesem Fall ϕ/ϕ0 entspricht. In beiden Fa¨llen wird genau eine Statorteilung
betrachtet. Als zweite Koordinate kommt bei der 2D-Darstellung die radiale Koordinate h/H
hinzu, die die relative Kanalho¨he beschreibt. Bei allen Messungen wurde der Koordinatenur-
sprung so festgelegt, dass sich auf dem Mittelschnitt die Positionen y/s = 0 bzw. ϕ/ϕ0 = 0
genau im Nachlauf der stromauf liegenden Statorbeschaufelung beﬁnden (vgl. Kapitel 4.3.2).
Der in Abbildung 4.2(a) eingezeichnete γ-Winkel gibt gema¨ß der in Kapitel 4.2.3 behandelten
Fu¨nﬂochsonden-Messtechnik den Stro¨mungswinkel in der y− z−Ebene an. Positive γ-Winkel
charakterisieren dabei eine Stro¨mung, die in Richtung der Nabe gerichtet ist.
Bei der Darstellung der 2D-Ergebnisse ist zu beachten, dass die Blickrichtung immer in axialer
Stro¨mungsrichtung zeigt. Betrachtet man die senkrecht zu der Geha¨usewand durchgefu¨hrten
Radialtraversen, so fa¨llt auf, dass, da Schaufelfuß und Schaufelhinterkante nicht in der gleichen
ϕ-Ebene liegen, die Radialtraverse nicht exakt der Schaufelhinterkante folgt. Dadurch mani-
festieren sich die Nachla¨ufe der Schaufeln bei der Darstellung der 2D-Ergebnisse als schra¨ge
Strukturen.
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Abb. 4.2: Koordinaten und Messgitter fu¨r Feldmessungen
4.2 Messtechnik
4.2.1 Thermistor
Zur Erfassung der Stro¨mungstemperatur kam ein Thermistor vom Typ 90P10 der Firma Dan-
tec zum Einsatz. Das Funktionsprinzip eines Thermistors beruht auf der Abha¨ngigkeit sei-
nes aus einem keramischen Halbleiter bestehenden Sensorwiderstandes von der Temperatur.
Dabei besteht zwischen Widerstand und Temperatur ein inverser exponentieller Zusammen-
hang. Vorteile von Thermistoren liegen in der im Vergleich zu Widerstandsthermometern und
Thermoelementen ho¨heren Messgenauigkeit und Empﬁndlichkeit. Der eingeschra¨nkte Tem-
peraturmessbereich von Thermistoren von u¨blicherweise −100◦C bis +150◦C spielte fu¨r die
durchgefu¨hrten Untersuchungen keine Rolle.
Der verwendete Sensor besitzt einen Durchmesser von ca. 1.2mm, einen Kaltwiderstand von
20 kΩ, eine Ansprechzeit von ca. 4 s und ist in einem zylinderfo¨rmigen Sondenkopf unterge-
bracht. Fu¨r die Temperaturmessungen wurde jeweils auf dem Mittelschnitt u¨ber eine Teilung
traversiert und es erfolgte eine Mittelung der gemessenen Temperaturen. Angaben zur Mess-
genauigkeit und zur Problematik der Messung von Totaltemperaturen ﬁnden sich in Kapitel
8.1.1.
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4.2.2 Pneumatische Schaufeln
Statische Wanddruckbohrungen erlauben als pneumatisches Messverfahren die Bestimmung
der statischen Druckverteilung entlang fester Wa¨nde. Bei einem Tragﬂu¨gel oder einer Turbo-
maschinenbeschaufelung la¨sst sich damit ein, aufgrund der pneumatischen Mittelung, zeitlicher
Mittelwert fu¨r die Schaufelbelastung bestimmen. Im vorliegenden Fall wurden zur Messung der
statischen Druckverteilung von Stator 2 zwei S2-Schaufeln mit Wanddruckbohrungen verse-
hen; eine Schaufel mit 19 Bohrungen auf der Druckseite und eine Schaufel mit 21 Bohrungen
auf der Saugseite. Die Bohrungen mit einem Durchmesser von 0.6mm wurden, beginnend
an der Schaufelvorderkante, rechtwinklig zur Oberﬂa¨che in einem Abstand von 2mm aus-
gefu¨hrt. Um eine gegenseitige Beeinﬂussung der Bohrungen zu minimieren wurden sie gema¨ß
Abbildung 4.3(b) in drei parallelen Proﬁlschnitten im Abstand von 2mm um den Mittelschnitt
angeordnet. Hinweise zur Herstellung der Schaufeln sowie zu den Koordinaten der Messbohrun-
gen ﬁnden sich in Heinke [67]. Die Messdatenaufnahme erfolgte mit Hilfe eines ScaniValve
Druckaufnehmers vom Typ PDCR22. Eine Fehlerbetrachtung ﬁndet sich in Kapitel 8.1.2.
(a) Pneumatische Schaufel
2 mm
2 mm
Staupunkt
(b) Anordnung der Bohrungen
Abb. 4.3: Wanddruckbohrungen auf der Saugseite
4.2.3 Fu¨nﬂochsonden (FLS)
Pneumatische Sonden ﬁnden aufgrund ihres einfachen Aufbaus ha¨uﬁge Anwendung bei der
Vermessung von Stro¨mungen in Turbomaschinen. Die Vorteile dieser Messtechnik liegen in
der einfachen Handhabung sowie der Unempﬁndlichkeit gegenu¨ber hohen Temperaturen und
Drifterscheinungen. Nachteile sind die aufgrund des Messprinzips unvermeidliche Mittelung
der Messgro¨ße in instationa¨ren Stro¨mungen sowie die Tatsache, dass es sich um ein intrusives
Messverfahren handelt. Letzteres ist bei der Erfassung des Druckes als Messgro¨ße jedoch
unvermeidlich, da bisher keine Alternative zur Sondenmessung bei der Messung von Dru¨cken
in der Freistro¨mung existiert.
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Funktionsprinzip und Sondenaufbau Je nach Anwendungsfall kommen unterschiedliche
Bauformen von pneumatischen Sonden zum Einsatz, wobei zur Erfassung der Stro¨mungsgro¨ßen
in zwei oder drei Raumrichtungen Mehrlochsonden verwendet werden. Dreilochsonden erlau-
ben die Vermessung zweidimensionaler Stro¨mungen und eignen sich, aufgrund ihrer durch die
geringe Bohrungsanzahl kleinen Baugro¨ße, besonders fu¨r Messungen in Wandna¨he und Ka-
vita¨ten. Fu¨nﬂochsonden ermo¨glichen die Erfassung der Geschwindigkeitskomponenten in allen
drei Raumrichtungen, des statischen Druckes und des Totaldruckes und liefern somit eine
vollsta¨ndige Beschreibung der pneumatisch gemittelten dreidimensionalen Stro¨mung. Zur Er-
fassung großer Winkelvariationen wa¨hrend der Messung haben sich Siebenlochsonden bewa¨hrt,
die, aufgrund der gro¨ßeren Bohrungsanzahl, auch dann noch Messungen erlauben, wenn auf-
grund von Fehlanstro¨mung am Sondenkopf Ablo¨segebiete auftreten. Bei der Konstruktion des
Sondenkopfes von FLS haben sich pyramidenfo¨rmige, kegelfo¨rmige und kugelfo¨rmige Bau-
arten bewa¨hrt, wobei die Entscheidung fu¨r eine dieser Bauarten in der Regel aufgrund von
Erfahrungswerten der messenden Institution getroﬀen wird. Eine diesbezu¨glich detaillierte Un-
tersuchung von Dominy & Hodson [34] zeigt nur einen geringen Einﬂuss der Form des
Sondenkopfes. Einen U¨berblick u¨ber Mehrlochsonden und deren Anwendung geben Bryer &
Pankhurst [24].
Bei den durchgefu¨hrten Messungen konnte die Verblockungswirkung durch die Sonde ver-
nachla¨ssigt werden; da aufgrund einer Ausrichtung der Sonde in Stro¨mungsrichtung nur eine
geringe Fehlanstro¨mung auftrat, wurden im Rahmen der vorliegenden Arbeit Fu¨nﬂochsonden
(FLS) verwendet. Zur Erzielung einer bestmo¨glichen Miniaturisierung setzt sich der Sonden-
kopf der eingesetzten Sonden aus sehr du¨nnen Ro¨hrchen mit einem Durchmesser von 0.45mm
zusammen und ist pyramidenfo¨rmig unter einem Winkel von 30◦ abgeschra¨gt. Um eine glatte
Oberﬂa¨chenkontur zu erhalten werden die Ro¨hrchen mit Hartlot u¨berzogen, so dass sich ein
Sondenkopfdurchmesser von maximal 1.65mm ergibt. Abbildung 4.4 zeigt die verwendete Son-
de. Der Sondenkopf ist so konstruiert, dass bei einer Drehung der Sonde um die eigene Achse
die Position der mittleren Bohrung unvera¨ndert bleibt. Der im unteren Teil stro¨mungsgu¨nstig
geformte Sondenschaft mit einem Durchmesser von nur 1.5mm verbreitert sich 28mm vom
Sondenkopf entfernt auf den Durchmesser der Geha¨usedurchgangsbohrung von 10mm. Die
die Umstro¨mung des Sondenkopfes beeinﬂussende Gro¨ße ist neben der konstruktiven Gestal-
tung des Sondenkopfes die auf dem Kopfdurchmesser basierende Reynoldszahl. Deren Einﬂuss
auf das Messergebnis wurde von Dominy & Hodson [34] untersucht. Auf die bei der FLS-
Messung entstehenden Messfehler wird in Kapitel 8.1.2 detailliert eingegangen.
Kalibration Um qualitativ hochwertige Messergebnisse zu erreichen bedarf es einer sorgfa¨ltig
durchgefu¨hrten Kalibration. Dazu wurde die Sonde in einer Freistrahl-Kalibrationseinrichtung
einer deﬁnierten Geschwindigkeit ausgesetzt und in Abha¨ngigkeit von Kippwinkel und Schwenk-
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Q1 =
pFLS4−pFLS2
pFLS1−p
Q2 =
pFLS5−pFLS3
pFLS1−p
Q3 =
pFLS1−p
pt−p (4.1)
Q4 =
pFLS1−pFLS4
pt−p
Q5 =
pFLS1−pFLS2
pt−p
α = f1(Q1, Q2)
γ = f2(Q1, Q2)
Q3 = f3(α, γ) (4.2)
Q4 = f4(α, γ)
Q5 = f5(α, γ)
Abb. 4.4: Fu¨nﬂochsonde und zugeho¨rige Kalibrationsgro¨ßen
winkel2 die fu¨nf an den Bohrungen anliegenden Dru¨cke erfasst. Die Messkette ist dabei
identisch dem Experiment. Fu¨r die vorliegende Arbeit wurde die Sonde im Kalibrationskanal
bezu¨glich ihrer Nullstellung in α-Richtung auf Druckgleichheit der Bohrungen 2 und 4 ausge-
richtet, und fu¨r jeden γ-Winkel symmetrisch um diese Nullstellung der α-Winkel in 2◦ Schritten
von −12◦ bis +12◦ variiert. Die Nullstellung des γ-Winkels ergab sich aus den geometrischen
Verha¨ltnissen von Sonde, Sondenhalterung und Kalibrationskanal. Der γ-Winkel wurde eben-
falls von −12◦ bis +12◦ in 2◦ Schritten variiert. Fu¨r jede Winkelpaarung wurden die an der
Fu¨nﬂochsonde anliegenden Dru¨cke pFLSi sowie, mit Hilfe einer separaten Totaldrucksonde, der
Totaldruck pt an der Messstelle simultan mit einem Druckscanner erfasst. Da die Kalibration
im Freistrahl durchgefu¨hrt wurde, ist der statische Druck p an der Messstelle durch den Um-
gebungsdruck gegeben. Um den Einﬂuss von Mach- und Reynoldszahleinﬂu¨ssen zu minimieren
wurden die Sonden entsprechend ihrer spa¨teren zu erwartenden Anstro¨mgeschwindigkeit kali-
briert (vgl. Kapitel 8.2.2).
Nach einem Vorschlag von Rubner & Bohn [137] bildet man unter Verwendung der Glei-
chungen (4.1) aus den gemessenen Dru¨cken die fu¨nf voneinander unabha¨ngigen dimensionslo-
sen Kennzahlen Qi, mit i = 1..5. Mit Hilfe dieser Kennzahlen lassen sich die fu¨nf funktionalen
Abha¨ngigkeiten (4.2) deﬁnieren, die sich in Form von Kalibrationsdiagrammen anschaulich
darstellen lassen (vgl. Abbildung 4.5). Fu¨r jede dieser funktionalen Abha¨ngigkeiten wird ein
2Der Schwenkwinkel α wird auch als Umfangs- oder Drehwinkel (engl.: yaw angle), und der Kippwinkel γ
auch als Radial- oder Nickwinkel (engl.: pitch angle) bezeichnet.
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Abb. 4.5: Kalibrationsfelder einer Fu¨nﬂochsonde (+: reale Messpunkte, o: Punkte aus
Interpolation)
Polynomansatz sechsten Grades der Form f(x, y) =
∑6
i=0
∑6
j=0 Kijx
iyj verwendet, wobei die
jeweils 49 Koeﬃzienten Kij noch zu bestimmen sind. Dazu wird mit Hilfe der Methode der
kleinsten Fehlerquadrate der die Koeﬃzienten Kij enthaltende Koeﬃzientenvektor k aus dem
Gleichungssystem M k = b berechnet. Die Matrix M entha¨lt dabei die Potenzen xiyj und
b die zugeho¨rigen Funktionswerte f(x, y).
Bei der Auswertung der Messdaten mit Hilfe der Kalibrationspolynome wird zuna¨chst ein Start-
wert fu¨r den statischen Druck (p = 0.8 pFLS1) festgelegt und daraus werden mit den Gleichun-
gen (4.1) die Koeﬃzienten Q1 und Q2 berechnet. Mit deren Kenntnis lassen sich nacheinan-
der die funktionalen Abha¨ngigkeiten (4.2) auswerten. Aus den nun bekannten Kennzahlen Qi
la¨sst sich der statische Druck berechnen, der als Startwert fu¨r den na¨chsten Iterationsschritt
verwendet wird. Liegt die A¨nderung des statischen Druckes unterhalb eines deﬁnierten Kon-
vergenzkriteriums, so werden die im letzten Iterationsschritt berechneten Dru¨cke und Winkel
als Messwerte verwendet.
Durchfu¨hrung der Messung Zur Messung der Dru¨cke und Geschwindigkeiten in den ver-
schiedenen Messebenen wurde jeweils dieselbe Fu¨nﬂochsonde verwendet, wobei die Geschwin-
digkeitsunterschiede in den Messebenen durch unterschiedliche Kalibrationen beru¨cksichtigt
wurden. Zur Erfassung der Dru¨cke kam ein PSI9016 Mehrkanal-Druckscanner mit einem
Messbereich von 1 psi zum Einsatz, der eine simultane Erfassung aller zu messenden Dru¨cke
ermo¨glicht. Radiale Traversen erfolgten mit einem Gleichstrommotor. Zur Messung des Proﬁl-
verlustes von Stator 2 kamen simultan zwei FLS zum Einsatz, die parallel zueinander traversiert
wurden. Dabei wurden die FLS um exakt eine Teilung versetzt vor und hinter Stator 2 ausge-
richtet, so dass sie, Umfangssymmetrie vorausgesetzt, auf der gleichen Stromlinie lagen. Durch
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die versetzte Anordnung der Sonden konnte eine negative Beeinﬂussung der Messung durch
den Nachlauf der stromauf liegenden Sonde verhindert werden. Hintergrund dieser Vorgehens-
weise ist die simultane Erfassung der Dru¨cke vor und hinter Stator 2, so dass Schwankungen
des Anlagenbetriebspunktes eliminiert werden und eine ho¨here Messgenauigkeit erzielt wird.
4.2.4 Hitzdrahtanemometrie (HWA)
Die Hitzdrahtsonden-Messtechnik oder Hitzdrahtanemometrie (englisch: Hot-wire anemome-
try, HWA) ist neben der Laser Doppler Anemometrie (LDA) das zurzeit am weitesten ver-
breitete Werkzeug zur Vermessung turbulenter und instationa¨rer laminarer Stro¨mungen. Trotz
des stetig wachsenden Anteiles der LDA gibt es immer noch eine Reihe von Gru¨nden, die
in bestimmten Anwendungsfa¨llen fu¨r den Einsatz der HWA sprechen. Dazu za¨hlt neben den
geringeren Kosten der Messtechnik der Vorteil, dass keine optische Zuga¨nglichkeit zum Messvo-
lumen erforderlich ist. Aufgrund ihrer geringen Baugro¨ße ermo¨glicht die Hitzdrahtanemome-
trie eine hohe ra¨umliche Auﬂo¨sung bei geringer Stro¨mungsbeeinﬂussung; wegen der daraus
resultierenden geringen Tra¨gheit ist die Messung hoher Frequenzen mo¨glich. Fingerson &
Freymuth [46], sowie Bruun [23] geben eine detaillierte U¨bersicht u¨ber Vor- und Nachteile
der Hitzdrahtmesstechnik.
In der Literatur ﬁndet sich eine Vielzahl von Untersuchungen, die unterschiedliche Aspekte der
HWA beleuchten. Einen guten U¨berblick u¨ber die dabei gewonnenen wesentlichen Erkennt-
nisse geben die Bu¨cher und Review-Vero¨ﬀentlichungen von Hinze [70], Bradshaw [18],
Compte-Bellot [31], Bruun [22], Blackwelder [13], Perry [122], Fingerson &
Freymuth [46], Lomas [105] und Bruun [23]. Eine sehr gute Review-Vero¨ﬀentlichung
aktuelleren Datums stammt von Lekakis [101].
Funktionsprinzip und Sondenaufbau Beim Hitzdrahtanemometer handelt es sich um
einen Messfu¨hler, der sensibel auf A¨nderungen im Wa¨rmeu¨bergang von einem sehr du¨nnen,
elektrisch beheizten Draht an das vorbeistro¨mende Fluid reagiert. Das Funktionsprinzip be-
ruht auf der Temperaturabha¨ngigkeit des ohmschen Widerstandes des Sensormaterials. Ist der
Sensor einem einphasigen Fluid konstanter Temperatur und konstanten Druckes ausgesetzt, so
ist der einzige den Wa¨rmeu¨bergang beeinﬂussende Parameter die Stro¨mungsgeschwindigkeit.3
Zur Kontrolle des zur Erwa¨rmung des Drahtes notwendigen elektrischen Stromes gibt es zwei
verschiedene Verfahren: Im Konstantstrom-Modus wird der durch den Sensor ﬂießende Strom
3Der eigentlich den Wa¨rmeu¨bergang beeinﬂussende Parameter ist die Massenstromdichte ρc. Bei geringen
Druck- und Temperaturunterschieden ist allerdings der Einﬂuss von Dichtea¨nderungen vernachla¨ssigbar.
Der daraus resultierende Messfehler wird in Kapitel 8.1.3 diskutiert. Im Folgenden wird davon ausgegangen,
dass kein Einﬂuss der Dichte auf den Wa¨rmeu¨bergang auftritt
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konstant gehalten und Widerstandsa¨nderungen a¨ußern sich in einem Spannungsabfall u¨ber dem
Sensor. Im Konstanttemperatur -Modus wird der Sensorwiderstand und somit die Sensortempe-
ratur konstant gehalten. In diesem Fall fu¨hrt ein vera¨nderter Wa¨rmeu¨bergang zu einer Variation
des durch den Sensor ﬂießenden Stromes. Konstantstrom-Anemometer werden hauptsa¨chlich
fu¨r Temperaturmessungen eingesetzt, wa¨hrend Konstanttemperatur-Anemometer, aufgrund
ihres deutlich besseren Antwortverhaltens, fast ausschließlich zur Geschwindigkeitsmessung
eingesetzt werden.
Die Wheatstone’sche Bru¨ckenschaltung zur Realisierung des Konstanttemperatur-Anemometers
ist in Abbildung 4.6(a) dargestellt. Die an der Bru¨cke anliegende Spannungsdiﬀerenz e1 − e2
wird als Maß fu¨r die A¨nderung des Drahtwiderstandes dem Eingang eines Operations-
versta¨rker zugeleitet. Der Ausgangsstrom des Operationsversta¨rkers ist umgekehrt propor-
tional zur Widerstandsa¨nderung des Drahtes und wird der Bru¨cke von oben zugefu¨hrt, so
dass der Sensorwiderstand wieder seinen urspru¨nglichen Wert annimmt. Um den Einﬂuss
von A¨nderungen der Fluidtemperatur zu eliminieren, ist neben dem variablen Widerstand
R3 in Reihe der Temperatursensor Rc geschaltet. Dieser Temperatursensor wird mit einem
niedrigen U¨berhitzungsverha¨ltnis betrieben, also nur minimal beheizt, so dass seine elektrische
Erwa¨rmung vernachla¨ssigt werden kann. Dadurch ha¨ngt sein Widerstand Rc im Idealfall nur
von der Temperatur des umgebenden Fluids und nicht von dessen Stro¨mungsgeschwindigkeit
ab. Besitzen die Widersta¨nde von Hitzdraht und Temperatursensor den gleichen Temperaturko-
eﬃzienten α, so wirkt sich eine Variation der Fluidtemperatur in gleicher Weise auf die beiden
Sensoren aus, so dass die Messbru¨cke von einer Temperatura¨nderung des Fluids unbeeinﬂusst
bleibt. Um Messfehler zu vermeiden sollten Hitzdraht und Temperatursensor raumnah4 an-
geordnet sein, so dass sie die gleiche Geschwindigkeitsbeaufschlagung erfahren. Wird keine
automatische Temperaturkompensation durch den zusa¨tzlichen Sensor durchgefu¨hrt, so kann
eine Korrektur entweder auf Basis der zusa¨tzlich zu messenden Temperatur analytisch bei der
Auswertung der Messung oder durch manuelle Anpassung des Heißwiderstandes der Sonde
erfolgen. Im Rahmen der durchgefu¨hrten Messungen wurde eine Kompensationssonde vom
Typ TC6 der Firma Dantec verwendet. Das Widerstandsverha¨ltnis der Bru¨ckenzweige wurde
dabei auf 1:1 eingestellt.
Je nach Einsatzzweck gibt es Hitzdrahtsensoren unterschiedlicher Bauformen: Eindrahtson-
den ermo¨glichen die Erfassung nur einer Geschwindigkeitskomponente, wa¨hrend durch die
Anordnung zweier Hitzdra¨hte die simultane Erfassung der beiden Geschwindigkeitskomponen-
ten ermo¨glicht wird, die sich in der durch die beiden Dra¨hte aufgespannten Ebene beﬁnden.
In diesem Fall spricht man von einer Kreuzdrahtsonde (vgl. Abbildung 4.6(b)). In analoger
4Im Idealfall erfassen Hitzdraht und Temperatursensor die selben Fluidpartikel; in der Realita¨t muss aber ein
Mindestabstand gewahrt bleiben, um eine gegenseitige stro¨mungsmechanische Beeinﬂussung der Sonden,
sowie eine Aufheizung des Temperatursensors durch den beheizten Draht auszuschließen.
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Weise ermo¨glichen Tripeldrahtsonden die Erfassung aller drei Geschwindigkeitskomponenten.
Daneben gibt es weitere spezielle Bauformen fu¨r besondere Anwendungsfa¨lle mit teilweise sehr
hohem Komplexita¨tsgrad, wie z.B. Zwo¨lfdrahtsonden zur Messung von Geschwindigkeit und
Wirbelsta¨rke.
Das am meisten verwendete Hitzdrahtmaterial zur Messung in Luft ist Wolfram, da es einen
hohen Temperaturkoeﬃzienten und eine hohe Festigkeit bis zu Temperaturen von 350◦C auf-
weist. Als optimaler Drahtdurchmesser hat sich der Wertebereich (2 − 5)µm erwiesen (vgl.
Lekakis [101]). Die im Rahmen der vorliegenden Arbeit verwendete Kreuzdrahtsonde hat bei
dem Material Wolfram einen Drahtdurchmesser von 5µm.
E
R3
Rw Rc
RL
R1 R2
e1e2
Verst.
Strömung
(a) Bru¨ckenschaltung mit Temperaturkompensation
(Bruun [23])
Eindrahtsonde Kreuzdrahtsonde
Tripeldrahtsonde
(b) Sondentypen (Dantec)
Abb. 4.6: Bru¨ckenschaltung und Sondentypen zur HWA
Wa¨rmeu¨bergang vom Sensor an das Fluid Die elektrische zugefu¨hrte Wa¨rme Q˙e zum
beheizten Sensor wird durch Konvektion, Wa¨rmeleitung und Strahlung abgefu¨hrt. Der Einﬂuss
der Strahlung ist dabei bis auf Stro¨mungen bei sehr geringer Dichte zu vernachla¨ssigen. Fu¨r
den in Abbildung 4.6(a) dargestellten Schaltkreis ist der elektrisch zuzufu¨hrende Wa¨rmestrom
gegeben durch
Q˙e =
E2 Rw
(Rw + RL + R1)2
= Q˙k + Q˙Ltg, (4.3)
wobei E der Ausgangsspannung des Anemometers und Rw dem Heißwiderstand des Drahtes
entspricht. Q˙k ist der Wa¨rmetransport vom Sensor an das stro¨mende Fluid aufgrund erzwun-
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gener Konvektion5 und Q˙Ltg der konduktiv u¨ber die Haltespitzen und Leitungen abgefu¨hrte
Wa¨rmestrom.
Unter der Annahme, dass lediglich konvektive Wa¨rmeabfuhr an das Fluid auftritt,
la¨sst sich eine Beziehung zwischen der Ausgangsspannung des Anemometers und der
Stro¨mungsgeschwindigkeit herleiten. Die u¨blicherweise zur Beschreibung des konvektiven
Wa¨rmetransportes verwendeten Korrelationen basieren auf der Nusselt-Zahl
Nu =
α d
λf
=
Q˙k
π l λf (Tw − TF) , (4.4)
wobei α der Wa¨rmeu¨bergangszahl, d dem Drahtdurchmesser und λf dem Wa¨rmeleitkoeﬃzienten
des Fluides bei der Temperatur Tf = (Tw + TF)/2 entspricht. TF ist die Temperatur des
umgebenden Fluids, Tw die Temperatur des beheizten Drahtes und l die aktive Sensorla¨nge.
Die Nusselt-Zahl la¨sst sich als Funktion einer Reihe dimensionsloser Kennzahlen angeben,
deren Anzahl sich nach einigen, fu¨r die Mehrzahl technischer Stro¨mungen zula¨ssigen, Verein-
fachungen drastisch reduziert. Fu¨r inkompressible Stro¨mungen in Luft ergibt sich:
Nu = f(Re). (4.5)
Der bekannteste auf dieser Beziehung beruhende Zusammenhang wurde 1914 von King unter
der Annahme einer Potenzialstro¨mung hergeleitet:
Nu = A + B Ren . (4.6)
Der Exponent n ergibt sich nach King zu 0.5 (nach neueren Erkenntnissen liefert n = 0.45
eine bessere Approximation), und die empirischen Konstanten A und B folgen u¨blicherweise
aus einer Kalibration. Mittlerweile gibt es eine Reihe genauerer Beziehungen, die aber ebenfalls
nur eine Na¨herung des realen Wa¨rmeu¨bergangs darstellen. Um dieses Problem in der Praxis
zu umgehen wird die verwendete Sonde kalibriert.
Kalibration Wie zur Auswertung der FLS-Messungen muss bei den Kreuzdrahtmessungen
eine Kalibration durchgefu¨hrt werden. Diese liefert im Falle der Kreuzdrahtsonde eine Be-
ziehung zwischen den Ausgangsspannungen der Anemometer fu¨r beide Dra¨hte sowie, unter
Vernachla¨ssigung des Dichteeinﬂusses, Betrag und Richtung des an der Sonde anliegenden
zweidimensionalen Stro¨mungsvektors. U¨blicherweise wird eine statische Kalibration durch-
gefu¨hrt, bei der die Sonde bei geringem Turbulenzgrad verschiedenen bekannten Geschwindig-
keiten ausgesetzt wird. Die im Rahmen der vorliegenden Arbeit durchgefu¨hrten Kreuzdraht-
Kalibrationen erfolgten an der gleichen Freistrahl-Kalibrationseinrichtung wie die Kalibrationen
der Fu¨nﬂochsonden.
5Der Wa¨rmeu¨bergang aufgrund von freier Konvektion ist fu¨r technische Stro¨mungen in der Regel ver-
nachla¨ssigbar.
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Zur statischen Kalibration gibt es zwei unterschiedliche Ansa¨tze. Im ersten Fall wird eine Bezie-
hung zwischen der Anemometer-Ausgangsspannung und einer eﬀektiven Ku¨hlgeschwindigkeit
hergestellt. Im zweiten Fall wird die Sonde u¨ber den gesamten Geschwindigkeits- und Winkel-
bereich kalibriert, der wa¨hrend der Messung zu erwarten ist. Somit lassen sich jedem Wertepaar
der gemessenen Spannungen (E1, E2) die Geschwindigkeit c und der Stro¨mungswinkel α zu-
ordnen. Der wesentliche Nachteil der erstgenannten Methode sind die Annahmen und Verein-
fachungen, die zur Kalibrierung getroﬀen werden mu¨ssen, was zu erheblichen Fehlern fu¨hren
kann. Beide Verfahren sowie deren Vor- und Nachteile sind in Lekakis [101] ausfu¨hrlich
beschrieben.
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(a) Kalibrationsfeld fu¨r Kreuzdrahtsonde 55P62
Kreuzdrahtsonde 55P62 (Dantec)
(b) Verwendete Sonde
Abb. 4.7: Verwendete Sonde mit zugeho¨rigem Kalibrationsfeld
Im Rahmen der vorliegenden Untersuchung wurde aufgrund der erforderlichen hohen Genauig-
keit das gesamte Kalibrationsfeld aufgenommen. Dazu wurde bei jeweils konstant gehaltener
Geschwindigkeit der Winkelbereich von α = −40◦ bis α = +40◦ kalibriert. In den Randbe-
reichen wurden beim α-Winkel 5◦-Schritte und im Bereich −12◦ ≤ α ≤ +12◦ 2◦-Schritte
realisiert. Da die Kreuzdrahtsonde bei der Messung ungefa¨hr so ausgerichtet wird, dass beide
Dra¨hte in einem Winkel von 45◦ zur Stro¨mung stehen (entspricht bei der Kalibration α = 0◦),
wird im hauptsa¨chlich interessierenden Winkelbereich eine ho¨here Genauigkeit erzielt.6 Diese
Winkelvariation wurde fu¨r den gesamten wa¨hrend der Messung auftretenden Geschwindigkeits-
bereich in Schritten von 5 m
s
durchgefu¨hrt. Das sich daraus ergebende Kalibrationsfeld ist in
Abbildung 4.7(a) dargestellt. Dabei wurden separat fu¨r jeden Draht und bei jeder Winkelstel-
lung ein Ausgleichspolynom vierten Grades aufgestellt und die gemessenen Punkte durch die
6Bei der Messung wird die Sonde leicht gegenu¨ber dem Nullwinkel verdreht um den sto¨renden Einﬂuss des
Nachlaufes der stromauf liegenden Haltespitzen zu vermeiden.
Kapitel 4. Messtechnik und Auswerteverfahren 59
u¨ber diese Polynome berechneten Punkte ersetzt, um eventuelle Ausreißer bei der Kalibration
zu eliminieren. In Abbildung 4.7(a) stellen die Kreuze die real bei der Kalibration gemessenen
Punkte und die durchgezogenen Linien die gegla¨tteten Verla¨ufe dar. Bis auf wenige Ausreißer
betragen die Abweichungen der gemessenen von den berechneten Geschwindigkeiten weniger
als ±1%.
Bauart bedingt kommt es bei dem verwendeten Sondentyp bei einigen Winkelstellungen zu
einem Einﬂuss des Nachlaufes der stromauf liegenden Haltespitzen auf den stromab liegenden
Draht. Dieser Nachlauf fu¨hrt aufgrund seines Geschwindigkeitsdefektes zu reduzierten Span-
nungen, die sich in Abbildung 4.7(a) im Bereich von ungefa¨hr 12◦ bis 15◦, besonders im
Bereich kleiner Geschwindigkeiten, in Form einer Delle bei der E2-Spannung manifestieren.
Bei der Kalibration bleibt auch in diesem Bereich die eindeutige Zuordnung zwischen gemesse-
nen Spannungen und Geschwindigkeitsvektor erhalten, so dass eine Auswertung der Messung
mo¨glich ist. Durch die unterschiedliche Turbulenzintensita¨t der Stro¨mung zwischen Kalibration
und Messung kann sich jedoch die Form des Nachlaufes der stromauf liegenden Haltespitzen
zwischen Kalibration und Messung vera¨ndern und dadurch bei der Messung den stromab lie-
genden Draht in anderer Weise beeinﬂussen. Um eine Messung in diesem Bereich zu vermeiden
wurde die Sonde bei der Messung jeweils so ausgerichtet, dass sie unter einem leicht positiven
Winkel angestro¨mt wurde. Dadurch sind bis α ≈ +10◦ Messungen ohne Sto¨reinﬂuss mo¨glich.
Durchfu¨hrung der Messung Alle instationa¨ren Sondenmessungen wurden mit einer Kreuz-
drahtsonde 55P62 der Firma Dantec (vgl. Abbildung 4.7(b)), sowie einer Temperaturkompen-
sationssonde vom Typ TC6 durchgefu¨hrt. Dabei wurden beide Sonden jeweils in der gleichen
Messebene angeordnet und dem Stro¨mungswinkel entsprechend ausgerichtet, so dass sie der
gleichen Stro¨mungsgeschwindigkeit und Temperatur ausgesetzt waren. Die maximal mo¨gliche
Abtastfrequenz wurde im Kalibrationskanal anhand mehrerer Geschwindigkeiten mittels eines
Square-Wave Tests bestimmt und lag deutlich u¨ber 30 kHz. Die Messungen wurden mit einer
Abtastrate von 30 kHz durchgefu¨hrt und es wurde ein Tiefpassﬁlter von 10 kHz verwendet.
Das Auslo¨sen der Messung erfolgte einmal pro Rotorumdrehung durch ein Triggersignal. Je
Messung wurden 150 Samples mit jeweils 700 Messwerten erfasst. Dies entspricht im Nenn-
betriebspunkt je Sample einer Messdauer von 2.33 · 10−2 s, also ca. 0.49 Rotorumdrehungen.
Die Anzahl der Samples wurde im Rahmen von Voruntersuchungen so optimiert, dass die
ensemble-gemittelte Nachlaufstruktur der Rotor-Nachla¨ufe bei mo¨glichst kurzer Messdauer
nur noch geringfu¨gige Abweichungen von einer Referenzmessung mit 1000 Samples aufwies.
Die bei einigen Messungen durchgefu¨hrte radiale Traversierung wurde mit Hilfe eines Schritt-
motors realisiert.
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4.2.5 Oberﬂa¨chenheißﬁlme (OHF)
Um Aussagen u¨ber das instationa¨re Verhalten der Grenzschicht einer Turbomaschinenbeschau-
felung treﬀen zu ko¨nnen beno¨tigt man ein Messverfahren mit hoher ra¨umlicher und zeitlicher
Auﬂo¨sung. Aufgrund der geringen Abmessungen und der hohen Frequenzantwort der Sensoren
hat sich die Oberﬂa¨chenheißﬁlm-Messtechnik im Bereich der instationa¨ren Aerodynamik, ins-
besondere bei der Analyse von Grenzschichten unter dem Einﬂuss periodischer Nachla¨ufe,
bewa¨hrt. Wegen der bei realen Turbomaschinenbeschaufelungen oft sehr geringen Grenz-
schichtdicken ist der Einsatz von Sonden oder optischen Messverfahren dort nicht mo¨glich.
Bei der Oberﬂa¨chenheißﬁlm-Messtechnik handelt es sich um ein nicht-intrusives Messverfah-
ren, das auf einem a¨hnlichen Prinzip beruht wie die Hitzdrahtanemometrie. Ein U¨berblick u¨ber
die wesentlichen Merkmale der OHF-Technik ﬁndet sich in Bruun [23].
Messung der Wandschubspannung mit OHF Fage & Falkner [44] konnten 1931 eine
Beziehung zwischen der Wandreibung und der konvektiven Wa¨rmeabfuhr eines in eine Ober-
ﬂa¨che eingelassenen Platinstreifens herleiten. Das erste auf diesen Beziehungen aufbauende
Experiment wurde von Ludwieg [107] durchgefu¨hrt, der ebenfalls eine analytische Lo¨sung
der Beziehung zwischen Wa¨rmeabfuhr und Wandschubspannung lieferte. Grundlegende Unter-
suchungen zum Wa¨rmetransport von in eine Oberﬂa¨che eingelassenen Sensoren, deren thermi-
sche Grenzschicht sich vollsta¨ndig in der viskosen Unterschicht einer turbulenten Grenzschicht
befand, wurden von Liepmann & Skinner [103], Bellhouse & Schultz [9, 10] und
Mene´ndez & Ramaprian [115] durchgefu¨hrt. Ihre Ergebnisse zeigen, dass sich bei stati-
ona¨rer Betrachtung der thermischen Grenzschicht ein Zusammenhang zwischen elektrischen
Gro¨ßen und der Wandschubspannung herleiten la¨sst:
τw = k
(
E2 − A2
∆T
)3
, (4.7)
wobei E der Anemometerspannung und ∆T der Temperaturdiﬀerenz zwischen dem beheizten
Sensor und dem umgebenden Fluid entspricht. Die Konstanten A und k ha¨ngen im Wesentli-
chen von der Sensorgeometrie, den Fluideigenschaften und der konduktiven Wa¨rmeabfuhr in
das Substrat ab.
Anzumerken ist, dass zur Herleitung von Gleichung (4.7) einige Vereinfachungen getroﬀen wer-
den mu¨ssen, deren Gu¨ltigkeit bei technischen Stro¨mungen nicht immer gegeben ist. So ist z.B.
die Annahme einer stationa¨ren Gleichdruckstro¨mung in Turbomaschinen nicht erfu¨llt. Hauei-
sen [64] geht detailliert auf diese Problematik ein und liefert eine ausfu¨hrliche Herleitung von
Gleichung (4.7) unter Beru¨cksichtigung aller dazu notwendigen Vereinfachungen.
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Abb. 4.8: Thermische Grenzschicht eines Oberﬂa¨chenheißﬁlms
Der Einsatz eines Oberﬂa¨chenheißﬁlms auf einer festen Wand ist in Abbildung 4.8 dargestellt.
Das Messverfahren beruht auf der A¨hnlichkeit zwischen der Stro¨mungsgrenzschicht und der
thermischen, durch den beheizten Sensor generierten, Grenzschicht. Die Erstreckung der ther-
mischen Grenzschicht des Sensors ist eine Funktion der Sensorla¨nge in Stro¨mungsrichtung und
gibt die Messregion an, die der Sensor abtastet. Bei sehr du¨nnen Grenzschichten kann sich
die thermische Grenzschicht u¨ber die viskose Unterschicht hinaus erstrecken, so dass der Sen-
sor auch Vorga¨nge außerhalb der viskosen Unterschicht erfasst und somit eine Voraussetzung
zur Herleitung von Gleichung (4.7) verletzt wird. Die vom Fluid durch Konvektion abgefu¨hrte
Wa¨rme ist in der Regel (Medium Luft) deutlich geringer als die konduktive Wa¨rmeabfuhr in
das Substrat, so dass nur ein geringer Teil des gemessenen Signals von der Stro¨mung abha¨ngt.
Der hohe Wa¨rmeleitungsverlust und die hohe thermische Kapazita¨t des Substrates fu¨hren zu
einer negativen Beeinﬂussung der OHF-Technik, so dass z.B. die Frequenzantwort deutlich
geringer ist als bei der Hitzdrahtanemometrie.
Man erkennt, dass die in Gleichung (4.7) angegebene Beziehung durch A¨nderungen der Fluid-
temperatur und A¨nderungen der Temperaturverteilung im Substrat beeinﬂusst wird. Eine Ka-
libration muss also unter identischen Bedingungen durchgefu¨hrt werden wie das Experiment,
so dass eine in situ Kalibration wu¨nschenswert ist. Weiterhin wird eine Kalibration wesent-
lich vom Grenzschichtzustand beeinﬂusst. Fu¨r eine korrekte Kalibration in einer transitionalen
Grenzschicht mu¨sste also jeder Sensor, entsprechend dem spa¨ter zu erwartenden Grenzschicht-
zustand, einer deﬁnierten Stro¨mung ausgesetzt werden. Parallel zur Messung der Anemome-
terspannung mu¨sste die reale Wandschubspannung mit einem zusa¨tzlichen Messverfahren7
erfasst werden um die Konstanten A und k bestimmen zu ko¨nnen. Zusa¨tzlich zu den genann-
ten Schwierigkeiten kann man zuverla¨ssige Aussagen u¨ber den Grenzschichtzustand (der unter
Umsta¨nden zeitlich variiert) erst nach der erfolgten Messung treﬀen, so dass im Fall einer
Turbinenbeschaufelung mit transitionaler Grenzschicht keine sinnvolle Kalibration mo¨glich ist.
7Ga¨ngige Verfahren zur Messung der Wandschubspannung sind z.B. das Preston-Rohr-Verfahren fu¨r turbu-
lente Gleichgewichtsgrenzschichten und dessen Erweiterung, die CPM3-Methode, die eine Beru¨cksichtigung
des Geschwindigkeitsproﬁls in der Grenzschicht erlaubt (vgl. Sauer [143]).
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Um qualitative Aussagen u¨ber den Grenzschichtzustand treﬀen zu ko¨nnen ist eine quantitative
Messung der Wandschubspannung nicht no¨tig. Aus diesem Grund hat sich, insbesondere bei der
Anwendung in thermischen Turbomaschinen, die Deﬁnition einer Quasi-Wandschubspannung
etabliert. Einen semi-quantitativen Ansatz zur Bestimmung der Wandschubspannung geben
Hodson et al. [73], indem der in Gleichung (4.7) u¨ber A2 erfasste Wa¨rmeleitungsanteil
mit dem Quadrat der im stro¨mungslosen8 Zustand gemessenen Ausgangsspannung E0 eines
Heißﬁlmsensors abgescha¨tzt wird (vgl. Hodson [71]). E0 ist diejenige Ausgangsspannung
des Anemometers, die no¨tig ist, um den Sensor9 bei ruhender Stro¨mung zu u¨berhitzen. Der
u¨berhitzte Sensor gibt dann die Leistung E
2
0
Rw
in Form von freier Konvektion und Strahlung an
das ruhende Medium und in Form von Wa¨rmeleitung aufgrund von mangelnder thermischer
Isolierung an die Wand ab. Der dominierende Mechanismus ist dabei jedoch die Wa¨rmeleitung
vom Sensor in das Substrat. Geht man weiterhin davon aus, dass die Stro¨mungstemperatur
gleich der Temperatur des Heißﬁlmtra¨gers ist, was in der Regel gegeben ist, so kann man auch
∆T durch E20 abscha¨tzen (Hodson et al. [73]). Somit la¨sst sich die reale Wandschubspannung
in semi-quantitativer Form angeben:
τqw =
(
E2 − E20
E20
)3
. (4.8)
Diese Form der Deﬁnition reduziert weiterhin die Einﬂu¨sse von geringen Abweichungen der
Sensoroberﬂa¨che, unterschiedlichen Widersta¨nden von Sensoren und Zuleitungen, etc., so dass
die Ausgangsspannungen verschiedener Sensoren miteinander verglichen werden ko¨nnen.
Eine weitere in der Literatur u¨bliche Deﬁnition einer Quasi-Wandschubspannung (vgl. Acton
[2], Stadtmu¨ller [163], Heinke [67]) ist gegeben durch
τ ∗qw =
E − E0
E0
. (4.9)
Diese Deﬁnition dient lediglich der Bestimmung einer dimensionslosen Anemometerspannung
und ist nicht physikalisch motiviert, wodurch sich gro¨ßere Abweichungen10 zum Wert der
realen Wandschubspannung ergeben. Trotzdem ist auch hier eine qualitative Aussage u¨ber
den Grenzschichtzustand mo¨glich. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wird zur Berechnung
der Quasi-Wandschubspannung die Deﬁnition nach Gleichung (4.8) und zur Berechnung der
Schiefe die Deﬁnition nach Gleichung (4.9) herangezogen. Beide Vorgehensweisen werden
anhand des zeitgemittelten RMS-Verlaufes miteinander verglichen.
8Der stro¨mungslose Zustand ist deﬁniert bei Stro¨mungsgeschwindigkeit null und der gleichen wie im Experi-
ment auftretenden Temperatur.
9Genau genommen spielt auch die Wa¨rmeabgabe der Anschlussbahnen eine Rolle, die ebenfalls dem auf dem
Substrat beﬁndlichen elektrischen Stromkreis zuzurechnen sind.
10So zeigt sich z.B. im Ablo¨sepunkt bei der ersteren Deﬁnition ein Abfall auf Werte nahe 0, wa¨hrend die
zweite Deﬁnition Werte deutlich gro¨ßer 0 liefert.
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Abb. 4.9: Applizierung der Oberﬂa¨chenheißﬁlme
Sensoraufbau und Applizierung Der Heißﬁlmsensor besitzt einen temperaturabha¨ngigen
Widerstand, der, wie auch der Hitzdraht, in einer Bru¨ckenschaltung betrieben wird. Der Sen-
sor selbst besteht aus einer du¨nnen, auf eine Kunststoﬀfolie aufgedampften Metallschicht.
Diese Kunststoﬀfolie wird auf die Oberﬂa¨che des Versuchsko¨rpers aufgeklebt. In der vorlie-
genden Untersuchung kommt eine Anordnung gema¨ß Abbildung 4.9(b) zum Einsatz, die eine
Eigenfertigung der Firma MTU Aero Engines ist.
Auf einer 0.125mm dicken Tra¨gerfolie aus Kapton ist der aus einer Chrom-Nickel-Legierung
bestehende Film in solcher Weise aufgedampft, dass sich fu¨r die Sensoren ein Abstand von
2.5mm ergibt. Der Film ist an den Sensoren 0.4µm dick und weist fu¨r die Anschlussbah-
nen eine Dicke von 4µm, eine Breite von 1.5mm und eine La¨nge von 20mm auf. Der Sensor
selbst ist 3mm lang und 0.1mm breit. Durch diese Dimensionierung ergibt sich fu¨r den Sensor
ein wesentlich ho¨herer ohmscher Widerstand als fu¨r die Anschlussbahnen, so dass der Sensor
beim Anlegen einer Spannung aufgeheizt wird. Durch die Tra¨gerfolie wird neben der elektri-
schen Isolierung zur Schaufel auch eine gewisse thermische Isolierung erreicht. Zum Schutz
vor Bescha¨digungen durch Schmutzpartikel ist das Sensor-Array mit einer Schutzfolie aus Ma-
gnesiumﬂuorid u¨berzogen. Die gesamte Einheit bestehend aus Tra¨gerfolie, Anschlussbahnen,
Sensoren und Schutzfolie wurde fu¨r die vorliegende Arbeit, entsprechend ihrer Dicke, in die
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Turbinenschaufel versenkt, so dass eine aerodynamische Beeinﬂussung des Stro¨mungsfeldes
bei der Messung ausgeschlossen ist.
Zur Erho¨hung der ra¨umlichen Auﬂo¨sung des aus fertigungstechnischen Gru¨nden vorgegebenen
Sensormindestabstandes von 2.5mm wurden im Rahmen der vorliegenden Arbeit vier benach-
barte Stator 2-Schaufeln mit Heißﬁlmarrays ausgestattet. Dabei wurden die OHF, beginnend
an der Schaufelvorderkante, bei zwei Schaufeln auf der Druckseite und bei zwei Schaufeln auf
der Saugseite appliziert, wobei die Arrays zweier zugeho¨riger Schaufeln um jeweils den halben
Sensorabstand versetzt aufgeklebt wurden. Abbildung 4.9(a) verdeutlicht dieses Vorgehen, das
zum einen durch Superposition der Messergebnisse eine ra¨umlich hochgenaue Grenzschicht-
messung ermo¨glicht (eﬀektiver Sensorabstand 1.25mm), und zum anderen einen Vergleich
unterschiedlicher Schaufelteilungen zula¨sst. In Abbildung 4.9(c) ist ein Foto der auf der Saug-
seite applizierten Stator 2-Schaufel dargestellt.
A/D-Wandler
Anemometer
Multiplexer
Abb. 4.10: Messkette der OHF-Messungen
Wie bereits erwa¨hnt werden die Sensoren in einer Bru¨ckenschaltung mit einem Anemometer
betrieben. Da im vorliegenden Fall im Gegensatz zu den Hitzdrahtmessungen keine Tempe-
raturkompensation durchgefu¨hrt wurde, ist auf eine u¨ber der gesamten Messdauer konstante
Temperatur zu achten. Um fu¨r alle Sensoren die gleiche U¨berhitzungstemperatur ∆T zu erzie-
len, wurde jedem Sensor ein separater Referenzwiderstand zugeordnet, der durch Verschaltung
im externen Arm der Messbru¨cke geringe Widerstandsunterschiede der Sensoren ausgleicht.
Die Gro¨ße des Referenzwiderstandes wurde anhand einer Temperaturkalibration der Sensoren
in solcher Weise festgelegt, dass jedem Sensor als Referenzwiderstand der Widerstand zuge-
ordnet wurde, der dem Sensorwiderstand bei 110◦C, also der Sensortemperatur wa¨hrend der
Messung, entspricht (vgl. Heinke [67]). In Reihe zu dem mit dem Sensor variierenden Re-
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ferenzwiderstand wurde eine den Zuleitungskabeln der Sensoren identische Kabelschleife zum
Messort gelegt, so dass der Einﬂuss von temperaturbedingten Widerstandsa¨nderungen der
Zuleitungen kompensiert wird. In Abbildung 4.6(a) entspricht die Reihenschaltung aus Refe-
renzwiderstand und Kabelschleife dem Widerstand R3 und der Widerstand Rc entfa¨llt bei den
OHF-Messungen aufgrund der nicht durchgefu¨hrten Temperaturkompensation. Da zur Abta-
stung der insgesamt 71 Sensoren11 ein einzelnes Anemometer verwendet wurde, mussten die
Sensoren nacheinander mit ihren korrespondierenden Referenzwidersta¨nden durchgeschaltet
werden. Die zugeho¨rige Messkette ist in Abbildung 4.10 dargestellt. Die vier OHF-Schaufeln
werden u¨ber vier Sammelkabel an einen Multiplexer12 angeschlossen, der eine sequentielle Ab-
tastung ermo¨glicht. Dabei werden nacheinander alle Sensoren dem aktiven Arm der Bru¨cke13
und zeitgleich der zugeho¨rige Referenzwiderstand in Reihe mit der Kabelschleife dem exter-
nen Arm der Bru¨cke (Widerstand R3) zugeschaltet. U¨ber eine 12 Bit A/D-Karte wird das
Messsignal einem Rechner zur Weiterverarbeitung zugeleitet.
Durchfu¨hrung der Messung Die Eckfrequenz der Sensoren wurde vor der Messung anhand
eines Square-Wave Tests bestimmt und die Abtastrate auf 20 kHz festgelegt. Ein Tiefpassﬁl-
ter wurde nicht verwendet. Das Auslo¨sen der Messung erfolgte einmal pro Rotorumdrehung
durch ein Triggersignal. Fu¨r alle Sensoren wurde eine konstante U¨berhitzungstemperatur von
60K verwendet. Dieser Wert stellt einen guten Kompromiss14 zwischen Frequenzantwort und
Lebensdauer der Sensoren dar und wurde in einer Reihe von Untersuchungen erfolgreich einge-
setzt (z.B. Haueisen [64], Acton [2], Tiedemann [170], Heinke [67]). Je nach Messung
wurden zwischen 100 und 600 Samples mit jeweils 1024 Messwerten erfasst.15 Dies entspricht
im Nennbetriebspunkt je Sample einer Messdauer von 5.12 · 10−2 s, also ca. 1.06 Rotorumdre-
hungen. Die Messung wurde erst nach einer Aufwa¨rmphase von ca. einer Stunde gestartet um
ein thermisches Gleichgewicht der gesamten Anlage sicher zu stellen. Wie bei allen Messun-
gen konnte eine Temperaturkonstanz von besser als ±0.3◦C realisiert werden. Im Anschluss
an jede Messung wurde die E0-Spannung bestimmt. Dazu wurde die Versuchshalle so weit
11Auf die Schaufeln, die auf der Saugseite mit OHF appliziert wurden, entfallen jeweils 19 Sensoren und auf
die auf der Druckseite applizierten Schaufeln 16 bzw. 17 Sensoren. Die unterschiedliche Anzahl ergibt sich
aus den fu¨r Druckseite und Saugseite verschiedenen Oberﬂa¨chenla¨ngen und der versetzten Anordnung der
Sensor-Arrays.
12Bei dem Multiplexer handelt es sich um eine Eigenentwicklung der Elektronikwerkstatt des Fachbereichs
Maschinenbau der TU Darmstadt.
13Der jeweils aktive Sensor entspricht dem Widerstand Rw in Abbildung 4.6(a).
14Mit steigender U¨berhitzungstemperatur erho¨ht sich die Eckfrequenz der Sensoren, sinkt aber deren Lebens-
dauer, da sich mit gro¨ßerer Sensortemperatur zum einen die Gefahr des ”Durchbrennens” und zum anderen
die mechanische Empﬁndlichkeit erho¨ht, so dass der Sensor beim Aufprall von Schmutzpartikeln schneller
zersto¨rt wird. Die maximal zula¨ssige Temperatur der Sensoren betra¨gt ca. 250◦C.
15Fu¨r die im Rahmen der vorliegenden Arbeit pra¨sentierten Ergebnisse ist die Messung mit 100 Samples
relevant.
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aufgeheizt, dass, nach Abschalten der Anlage und einer kurzen Ruhezeit, an den Sensoren die
gleiche Temperatur herrschte wie wa¨hrend der Messung. So konnte ein Zeitfenster von ca.
3min realisiert werden, in dem die Temperatur eine Abweichung von weniger als ±0.3◦C von
der Temperatur wa¨hrend der Messung zeigte. Um den Einﬂuss von Konvektionsstro¨mungen
zu minimieren wurde der Turbinenaustritt dabei verschlossen.
4.3 Bestimmung der Clocking-Position und
Sondenausrichtung
4.3.1 Bestimmung der Clocking-Position
Um korrekte physikalische Aussagen u¨ber den Clocking-Eﬀekt treﬀen zu ko¨nnen und einen
Vergleich mit numerischen Untersuchungen zu ermo¨glichen, ist eine genaue und reproduzier-
bare Einstellung der Clocking-Position (clp) am Pru¨fstand wesentlich. Viele in der Literatur
beschriebene experimentelle Untersuchungen geben die Clocking-Position als rein geometrische
Gro¨ße zwischen benachbarten Schaufelreihen an und bestimmen, falls u¨berhaupt, den Auftreﬀ-
punkt der stromauf generierten Nachla¨ufe relativ zu der stromab liegenden Schaufelreihe aus
einer Simulation. Oft wird das Verfahren zur Detektierung des Nachlaufzentrums (z.B. ”wake
tracking analysis” oder Totaldruckminimum im Nachlauf) nicht angegeben. Aufgrund der Ver-
formung des Stator 1-Nachlaufes in der Rotorpassage kann jedoch in einer 1.5-stuﬁgen Turbine,
je nach Verfahren zur Bestimmung der Trajektorien, eine deutliche Abweichung bezu¨glich des
deﬁnierten Nachlaufzentrums auftreten. So belegen Untersuchungen von MTU Aero Engines
an realen Turbinen, dass die Abweichungen zwischen der Position des Totaldruckminimums im
Nachlauf und der Auftreﬀposition der meisten im Nachlauf enthaltenden Fluidpartikel je nach
Maschine zwischen 0% und 30% der Teilung betragen kann.
Fu¨r die vorliegende Arbeit wurde ein an die reale Stro¨mung gekoppelter Ansatz zur Deﬁnition
der Clocking-Position gewa¨hlt. Dazu wurden auf der Vorderkante zweier Stator 2-Schaufeln
Wanddruckbohrungen appliziert (vgl. Kapitel 4.2.2), die, ohne das Stro¨mungsfeld zu be-
einﬂussen, eine Messung des an der Vorderkante herrschenden Totaldruckes ermo¨glichen.16
Durch Variation der Umfangsposition von Stator 1 relativ zum feststehenden Stator 2 wurde
clp = 0.0 als die Position minimalen Totaldruckes an der Stator 2-Vorderkante festgelegt.
Somit wird das Zentrum des Nachlaufes durch dessen Totaldruckminimum deﬁniert. Am In-
stitut TFA durchgefu¨hrte numerische Rechnungen zeigen dabei fu¨r den Nennbetriebspunkt
eine gute U¨bereinstimmung zwischen Totaldruckminimum und dem Auftreﬀpunkt der meisten
16Dabei wird vorausgesetzt, dass die Position der Bohrung mit dem Staupunkt u¨bereinstimmt.
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Fluidpartikel des Nachlaufes. Dieses Vorgehen erlaubt eine reproduzierbare Einstellung der
Clocking-Position mit einer Genauigkeit von ±1.25% der Teilung und eine direkte Vergleich-
barkeit der Clocking-Position von Rotorvariante, Speichenradvariante und Statorvariante. Da
bei den beiden letztgenannten Varianten keine Verformung der Stator 1-Nachla¨ufe in der Rotor-
passage auftritt, la¨sst sich in diesen Fa¨llen die Position des Stator 1-Nachlaufes durch dessen
Totaldruckminimum eindeutig charakterisieren. Die Deﬁnition der Clocking-Position fu¨r die
Rotorvariante ist anschaulich in Abbildung 4.11 dargestellt. ”Wake Avenue Relative to Rotor”
verdeutlicht die Abstro¨mung von den Rotorschaufeln im Relativsystem. Die strichpunktierte
Linie gibt die fu¨r die Deﬁnition der Clocking-Position relevante Trajektorie der S1-Fluidpartikel
im Absolutsystem wieder.
clp= 0.0
clp=-0.5
clp= 0.5
Stator 1
Rotor Stator 2
Wake Avenue
Relative to Rotor
Stator 1
Wakes
x
y
-
0 1 32
Abb. 4.11: Deﬁnition der Clocking-Position und der Koordinaten
Fu¨r den Nennbetriebspunkt der Anlage liegt der Staupunkt in der Na¨he der Vorderkante, so
dass die dort applizierten Wanddruckbohrungen ungefa¨hr den Totaldruck erfassen. Leichte
A¨nderungen im Zustro¨mwinkel (< 0.5◦) in Abha¨ngigkeit der Clocking-Position fu¨hren dabei
nicht zu einer Beeinﬂussung des Messergebnisses. Fertigungstoleranzen verursachen jedoch
minimale Abweichungen der Positionen der beiden Bohrungen relativ zum Staupunkt. Um eine
reproduzierbare Festlegung der Clocking-Position zu gewa¨hrleisten wurde immer die gleiche17,
auch von Heinke [67] verwendete, Bohrung zur Suche des Druckminimums herangezogen,
so dass eine direkte Vergleichbarkeit mit den Untersuchungen der Statorvariante von Heinke
17Dabei handelt es sich um die Bohrung auf der Vorderkante der Schaufel, auf der die Wanddruckbohrungen
saugseitig appliziert sind.
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mo¨glich ist. Bei Verwendung der zweiten Bohrung ergibt sich ein Versatz bezu¨glich der Position
des Druckminimums von ca. −6% der Teilung, so dass die in der vorliegenden Arbeit als clp =
0.063 deﬁnierte Position dann clp ≈ 0.0 entsprechen wu¨rde - der ”mittlere Auftreﬀpunkt” der
S1-Nachla¨ufe auf die S2-Vorderkante sich also fu¨r clp ≈ 0.03 erga¨be. Diese Unsicherheit ist bei
der Analyse des Clocking-Eﬀektes hinsichtlich seiner physikalischen Pha¨nomene ohne Belang,
kann jedoch beim Vergleich mit numerischen Berechnungen eine Rolle spielen.
Zur Durchfu¨hrung der Messungen wurden zuna¨chst 9 genau eine Statorteilung abdeckende
Clockingpositionen in a¨quidistantem Abstand deﬁniert. Der Zahlenwert von clp gibt dabei die
Abweichung des Auftreﬀpunktes des Stator 1-Nachlaufes in Umfangsrichtung von der Stator
2-Vorderkante in Prozent der Statorteilung an. Druckseitiges Auftreﬀen des S1-Nachlaufes
auf die S2-Schaufel wird durch negative clp charakterisiert und saugseitiges Auftreﬀen durch
positive clp. clp = −0.125 bedeutet also, dass der S1-Nachlauf, ausgehend von der S2-
Vorderkante, 12.5% der Statorteilung druckseitig versetzt auftriﬀt, und clp = ±0.5, dass die
S1-Nachla¨ufe mittig zwischen den S2-Schaufeln konvektieren. Gema¨ß Heinke [67] wurde eine
zehnte Clocking-Position zu clp = 0.0625 ≡ clp = 0.063 festgelegt, da dort bei der Statorva-
riante das Wirkungsgradmaximum auftrat. Die soeben deﬁnierten clp lassen sich geometrisch
zuordnen, indem die Hinterkanten von S1 und S2 zur Deckung gebracht werden. Diese rein
geometrische Clocking-Position ist z.B. fu¨r numerische Rechnungen interessant und entspricht
bei der Rotorvariante im Nennbetriebspunkt clp = −0.125 und bei der Speichenradvariante
clp = −0.219. Die Ungenauigkeit beim geometrischen Ausrichten der Schaufelreihen betra¨gt
dabei ca. ±1.5% der Teilung.
Fu¨r die Untersuchung des Einﬂusses der Fehlanstro¨mung in Kapitel 7 wurde, um eine repro-
duzierbare Relativpositionierung der Statoren zu ermo¨glichen, das oben erla¨uterte Verfahren
zur Bestimmung der Clocking-Position gewa¨hlt. Durch die gegenu¨ber dem Auslegungspunkt
reduzierte Drehzahl und den dadurch vera¨nderten S2-Zustro¨mwinkel wandert der Staupunkt
Richtung Druckseite und die beiden Bohrungen auf den Schaufelvorderkanten unterliegen einer
deutlichen Schra¨ganstro¨mung. Die Toleranzen der beiden Bohrungen fu¨hren in diesem Fall, je
nach verwendeter Bohrung, zu deutlichen Abweichungen bei der Bestimmung des Druckmini-
mums. Durch die starke Fehlanstro¨mung tritt zusa¨tzlich eine sta¨rkere Verformung des Stator
1-Nachlaufes in der Rotorpassage auf, so dass auch die Annahme einer U¨bereinstimmung zwi-
schen der Position minimalen Totaldruckes und der Auftreﬀposition der meisten Fluidpartikel
nicht mehr gerechtfertigt ist. Aus diesen Gru¨nden wird in Kapitel 7 auf eine Zuordnung zwi-
schen clp und dem relativen Auftreﬀpunkt des Stator 1-Nachlaufes verzichtet, und unterschied-
liche Clocking-Positionen werden lediglich durch einen anderen Positionsindex gekennzeichnet.
Bezu¨glich der Zuordnung der Indizes zu den messtechnisch u¨ber das Druckminimum bestimm-
ten Clocking-Positionen gilt folgende Konvention: clp = −0.5 ≡ clp1, clp = −0.25 ≡ clp2,
clp = 0.0 ≡ clp3, clp = 0.25 ≡ clp4 und clp = 0.5 ≡ clp5. Die entsprechende geometrische
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Zuordnung u¨ber die Ausrichtung der Hinterkanten der Statoren liefert fu¨r die Rotordrehzahl
800U/min clp = 0.188 und fu¨r die Rotordrehzahl 1200U/min clp = 0.469. Da der Fokus
der Untersuchungen in Kapitel 7 auf dem Einﬂuss der Fehlanstro¨mung auf das Grenzschicht-
verhalten liegt, ist eine korrekte Zuordnung zwischen Auftreﬀpunkt des Stator 1-Nachlaufes
und Clocking-Position dort nicht erforderlich.
4.3.2 Ausrichtung der Sonden und Deﬁnition der Koordinaten
In Abbildung 4.11 sind die zur Darstellung der Ergebnisse verwendeten Koordinaten deﬁniert.
Die axiale Stro¨mungsrichtung wird durch x charakterisiert und die Umfangsposition in der
2D-Abwicklung mit y. Der Stro¨mungswinkel α wird in dem durch x und y aufgespannten
Koordinatensystem gema¨ß eines Rechtssystems in mathematisch positivem Sinn, ausgehend
von der axialen Koordinate, angetragen. Die entsprechenden Koordinaten fu¨r den zweidimen-
sionalen Fall ﬁnden sich in Kapitel 4.1.
Die Ausrichtung der Sonden erfolgte in den Messebenen18 1-3 jeweils bei clp = 0.0. Dazu wur-
de zuna¨chst der Sondenkopf der Hauptstro¨mungsrichtung entsprechend angestellt und durch
Traversierung der Sonde in Umfangsrichtung die Position des maximalen Geschwindigkeitsde-
fektes19 bestimmt. Dieser Umfangsposition wurde der Koordinatenursprung y = 0 zugeordnet.
y = 0 deﬁniert also, unter Beru¨cksichtigung der in Kapitel 4.3.1 gemachten Einschra¨nkungen,
je nach Messebene die Auftreﬀposition der S1- oder S2-Nachla¨ufe. Hinter Stator 2 entspre-
chen sowohl bei der Speichenradvariante als auch bei der Rotorvariante negative y-Werte
Sondenpositionen, die den druckseitigen Nachlauf von S2 erfassen. Analog charakterisieren
positive y-Werte den saugseitigen Nachlauf. Bei der Speichenradvariante tritt in den Mess-
ebenen 1 (hinter S1) und 2 (hinter dem Nachlauferzeuger) eine entgegengesetzte Zuordnung
bezu¨glich des S1-Nachlaufes auf, da die Umlenkung des S1-Gitters dort in positiver y-Richtung
erfolgt (vgl. Abbildung 4.1). Bei der Rotorvariante stimmen die Zuordnungen hinter Stator 2
und in Messebene 1 bezu¨glich druckseitiger und saugseitiger Ausrichtung der Sonde in Be-
zug zum stromauf liegenden Stator u¨berein; in Messebene 2 ist aufgrund der Verformung der
S1-Nachla¨ufe in der Rotorpassage diesbezu¨glich keine Aussage mo¨glich.
18In der Messebene 0 (vor Stator 1) ist aufgrund der ungesto¨rten Zustro¨mung keine Ausrichtung der Sonde
erforderlich. Die Deﬁnition der Messebenen ist in Abbildung 4.1 verdeutlicht.
19Die Position maximalen Geschwindigkeitsdefektes entspricht in allen Messebenen der Position des Total-
druckminimums.
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4.4 Auswerteverfahren
4.4.1 Auswertung pneumatisch gemittelter Messdaten
Die Auswertung der durch pneumatische Messverfahren gewonnenen Daten gestaltet sich deut-
lich einfacher als die Auswertung der instationa¨ren Messdaten. Aufgrund der durch die Tra¨gheit
des Messsystems auftretenden unvermeidlichen pneumatischen Mittelung tritt zum einen ei-
ne deutlich reduzierte Datenmenge bei der Messdatenerfassung auf, und zum anderen lassen
sich als Ausgangsgro¨ßen lediglich Mittelwerte gewinnen, die im Idealfall, und davon wird im
Folgenden ausgegangen, mit dem zeitlichen Mittelwert der Messgro¨ße u¨bereinstimmen. Eine
ausfu¨hrliche Diskussion dieser Problematik ﬁndet sich in Kapitel 8.1.2.
Umfangsmittelung der Stro¨mungsgro¨ßen Um Aussagen u¨ber integrale Stro¨mungsgro¨ßen
und deren A¨nderungen in technischen Stro¨mungen treﬀen zu ko¨nnen ist eine geeignete Mit-
telung der lokalen Stro¨mungsgro¨ßen u¨ber den betrachteten Kanalquerschnitt erforderlich. Da-
bei ist es nicht mo¨glich, eine durch Mittelwerte beschriebene, gleichfo¨rmige Stro¨mung zu
errechnen, die gleichzeitig bezu¨glich aller wesentlichen Flu¨sse sowie bezu¨glich der aerodyna-
mischen und geometrischen Parameter mit der urspru¨nglichen, ungleichfo¨rmigen Stro¨mung
u¨bereinstimmt (Pianko & Wazelt [128]). Aufgrund der Zwei-Eigenschaften-Regel wird
das thermodynamische Verhalten eines Fluids durch zwei unabha¨ngig voneinander einstellbare
Zustandsgro¨ßen (z.B. Druck und Temperatur) eindeutig beschrieben. Werden die beiden Aus-
gangsgro¨ßen gemittelt, so stimmen die davon abgeleiteten Gro¨ßen (z.B. Enthalpie und Entro-
pie) in der Regel nicht mit deren in gleicher Weise gemittelten Werten u¨berein. Je nachdem
welche mittlere Stro¨mungsgro¨ße fu¨r die Betrachtung der Maschine wesentlich ist, ergeben sich
daraus unterschiedliche, physikalisch mehr oder weniger motivierte, Mittelwerte. So existieren
Mittelwertbildungen, die konsistent bezu¨glich des Totalenthalpieﬂusses, der Arbeitsfa¨higkeit
des Stro¨mungsmediums oder des Triebwerksschubes sind.
Extensive Zustandsgro¨ßen20, die sich an Massenﬂu¨sse koppeln lassen, werden in physikalisch
sinnvoller Weise massenstromgewichtet gemittelt:
〈Ξ˙〉m = m˙ 〈ξ〉m =
∫
ξ dm˙. (4.10)
Dabei steht ξ fu¨r die Zustandsgro¨ße21 und 〈ξ〉m fu¨r deren massenstromgewichteten Mittelwert.
Fu¨r intensive Zustandsgro¨ßen, wie den statischen Druck oder die Temperatur, hat eine solche
20Extensive Zustandsgro¨ßen sind z.B. die Enthalpie H = mh oder die Entropie S = ms, wobei zur Beschrei-
bung des Arbeitsumsatzes in Turbomaschinen die Totalenthalpie Ht verwendet wird, die ebenfalls eine
extensive Zustandsgro¨ße darstellt.
21Die intensive Zustandsgro¨ße ξ ergibt sich aus der extensiven Zustandsgro¨ße Ξ = mξ durch Massenbezug.
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Mittelung zuna¨chst keine physikalische Basis; so macht ein ”Druckﬂuss” physikalisch keinen
Sinn. Jedoch ist fu¨r den Spezialfall der inkompressiblen Stro¨mung die speziﬁsche Stutzenarbeit
(die im isentropen Fall der Totalenthalpiea¨nderung entspricht) proportional zur A¨nderung des
Totaldruckes, so dass in diesem Fall die Massenstrommittelung des Druckes eine physikalische
Grundlage hat. Auch la¨sst sich bei perfekten Gasen aufgrund der Proportionalita¨t von Tempe-
ratur und Enthalpie bzw. derer Totalgro¨ßen22, sowie der Bedingung cp = const., die Gleichung
fu¨r die massenstromgemittelte Totalenthalpie direkt auf die massenstromgemittelte Totaltem-
peratur u¨bertragen. Somit la¨sst sich in diesem Fall, obwohl es sich bei der Totaltemperatur um
eine intensive Zustandsgro¨ße handelt, eine sinnvolle massenstromgewichtete Totaltemperatur
angeben.
Eine physikalisch motivierte Mittelung fu¨r den statischen Druck ist die Fla¨chenmittelung. Dabei
wird als mittlerer statischer Druck 〈p〉 der Druck gewa¨hlt, der zur gleichen resultierenden Kraft
F auf die Fla¨che A fu¨hrt wie das Integral der lokalen statischen Dru¨cke:
〈p〉 = F
A
=
1
A
∫
p dA. (4.11)
Zur Mittelung von Totaldru¨cken ist weder die Massenstrommittelung nach Gleichung (4.10)
noch die Fla¨chenmittelung nach Gleichung (4.11) physikalisch sinnvoll. Nichtsdestotrotz wer-
den beide Verfahren in der Praxis ha¨uﬁg eingesetzt. Insbesondere die Massenstrommittelung
des Totaldruckes ist ga¨ngige Praxis, da sie fu¨r den Grenzfall eines u¨ber den Stro¨mungskanal
konstanten Totaldruckes den gleichen mittleren Totaldruck liefert, wie auf dem Arbeitsumsatz
oder der Exergie basierende Mittelungsverfahren. Treten in dem von der Mittelung betroﬀe-
nen Stro¨mungsfeld keine gro¨ßeren Ablo¨segebiete auf, so sind die durch die unterschiedlichen
Mittelungsverfahren verursachten Unterschiede im Totaldruck sehr gering und in der Regel
gegenu¨ber der Messgenauigkeit vernachla¨ssigbar (vgl. Cumptsy & Horlock [32]).
Da zur Berechnung massenstromgewichteter Mittelwerte die Kenntnis der lokalen axialen
Stro¨mungsgeschwindigkeit erforderlich ist, fu¨hren Ungenauigkeiten bei deren Bestimmung
zu einer Unsicherheit im berechneten Mittelwert. Die im Rahmen der vorliegenden Arbeit
zu bewertenden A¨nderungen der Stro¨mungsgro¨ßen, insbesondere der auftretenden Proﬁlver-
lusta¨nderungen, sind so gering, dass zusa¨tzliche Messunsicherheiten vermieden werden sollten.
Aus diesem Grund, und wegen der nur geringen Schwankungen der Messgro¨ßen auf dem Mit-
telschnitt, wurden alle u¨ber den Umfang zu mittelnden Gro¨ßen einer Fla¨chenmittelung u¨ber
genau eine Statorteilung unterzogen:
〈ξ〉 ≡ 〈ξ(y)〉 = 1
s
∫ s/2
−s/2
ξ(y) dy. (4.12)
ξ(y) entspricht dabei der zu mittelnden Stro¨mungsgro¨ße, s der Statorteilung und y gema¨ß
einer zweidimensionalen Betrachtung der Koordinate in Umfangsrichtung.
22Im Bereich der Gasturbinen kommt den Totalgro¨ßen eine wichtigere Rolle zu.
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Verlustbeiwerte Die Berechnung des lokalen Totaldruckverlustes23 an Stator 2 in
Abha¨ngigkeit der Clocking-Position erfolgt unter Beru¨cksichtigung von Gleichung (4.12)
zu:
ζt(y) =
〈pt2〉 − pt3(y)
[〈pt3〉]clp − [〈p3〉]clp
. (4.13)
Dabei wird die Totaldruckdiﬀerenz zwischen dem in Messebene E2 fu¨r die betrachtete clp
teilungsgemittelten Wert und dem in Messebene E3 lokal auftretenden Totaldruck auf den
u¨ber alle Clocking-Positionen gemittelten dynamischen Druck stromab von Stator 2 bezogen.
Die Mittelung u¨ber alle Clockingpositionen wird durch die eckige Klammer mit dem Index
clp angedeutet. Bei dieser Deﬁnition wird davon ausgegangen, dass die Stromlinienkru¨mmung
in radialer Richtung vernachla¨ssigbar ist. Aufgrund des auf dem Mittelschnitt sehr geringen
Kippwinkels γ ist diese Annahme fu¨r die durchgefu¨hrten Untersuchungen gerechtfertigt. Be-
rechnungen durch MTU Aero Engines mit Hilfe eines 2D-Stromlinienverfahrens besta¨tigen
diese Aussage.
Der Totaldruckverlustbeiwert nach Gleichung (4.13) la¨sst sich in einen statischen und einen
dynamischen Anteil aufspalten, so dass Informationen u¨ber die Verlustentstehung gewonnen
werden ko¨nnen:
ζdyn(y) =
〈pt2 − p2〉 − (pt3(y)− p3(y))
[〈pt3〉]clp − [〈p3〉]clp
, (4.14)
ζstat(y) =
〈p2〉 − p3(y)
[〈pt3〉]clp − [〈p3〉]clp
. (4.15)
Statische Druckverteilung an Stator 2 Die Schaufelbelastung von Stator 2 wird in der
Form des u¨blicherweise fu¨r Turbinenbeschaufelungen verwendeten dimensionslosen Druckbei-
wertes Cp angegeben:
Cp =
[
pt2,FS
]
clp
− pS[
pt2,FS
]
clp
− [〈p3〉]clp
. (4.16)
pS entspricht dabei dem u¨ber der Schaufelkoordinate S gemessenen statischen Druck. Um
einen durch die S1-Nachla¨ufe und den S2-Potenzialeﬀekt unbeeinﬂussten Druckbeiwert zu
erhalten, wird als Bezugstotaldruck stromauf von S2 (Messebene E2) der u¨ber alle clp gemit-
telte Totaldruck in der Freistro¨mung (FS) herangezogen. Der Referenzdruck stromab von S2
(Messebene E3) wird durch den u¨ber eine Statorteilung und u¨ber alle clp gemittelten stati-
schen Druck deﬁniert. Diese Deﬁnition weicht von dem von Heinke fu¨r die Statorvariante
verwendeten Cp-Wert ab, um zum einen eine Vergleichbarkeit der im Rahmen der vorliegen-
den Arbeit untersuchten Betriebszusta¨nde und zum anderen eine bessere Vergleichbarkeit der
23In Kapitel 2.1.1 wurde gezeigt, dass im vorliegenden Fall der Totaldruckverlust der realen Entropieerho¨hung
entspricht.
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Schaufelbelastung mit den Ergebnissen anderer Autoren zu ermo¨glichen. Bei der Darstellung
werden die fehlerhaften Bohrungen im hinteren Bereich der saugseitig applizierten Schaufel fu¨r
S/S0 = 0.766, S/S0 = 0.809 und S/S0 = 0.894 nicht beru¨cksichtigt.
4.4.2 Auswertung instationa¨rer Messdaten
Die ensemble-Mittelung Die instationa¨re Stro¨mung in Turbomaschinen beinhaltet einen
durch die Schaufelnachla¨ufe verursachten periodischen Anteil und einen der periodischen
Schwankungsbewegung u¨berlagerten stochastischen Anteil. Ein typisches zeitabha¨ngiges
Messsignal eines instationa¨ren Messaufnehmers ist in Abbildung 4.12 als zackige blaue Kurve
dargestellt. Man erkennt eine einem periodischen Signal (der schwarzen Sinusschwingung)
u¨berlagerte stochastische Schwankungsbewegung. Im Fall einer Turbomaschine entspra¨che,
ξ(t) = c(t) vorausgesetzt, die periodische Bewegung dem durch die Schaufelnachla¨ufe verur-
sachten Geschwindigkeitsdefekt und die stochastische Bewegung im Wesentlichen turbulenten
Fluktuationen. Man erkennt, dass ein zeitlicher Mittelwert nach
ξ ≡ ξ(t) = 1
Tm
∫ Tm
0
ξ(t) dt (4.17)
u¨ber die Messdauer Tm im Fall einer periodisch instationa¨ren Stro¨mung deren wesentliche
Charakteristik, na¨mlich die Periodizita¨t, eliminiert.
´( )t*
( )t*

´( )t*
´( )t*
~
( )t*
~
t
t*
t∗ diskreter Zeitpunkt
ξ(t) Messsignal
ξ zeitlich gemitteltes Messsignal
ξ˜(t) ensemble-gemitteltes Messsignal
ξ′(t) ﬂuktuierender stochastischer
Anteil relativ zu ξ˜(t)
ξ˜′(t) ﬂuktuierender periodischer
Anteil relativ zu ξ
ξ′t(t) ”totaler” ﬂuktuierender Anteil
relativ zu ξ
Abb. 4.12: Veranschaulichung der ensemble-Mittelung
Um eine Separierung von periodischen und stochastischen Eﬀekten zu ermo¨glichen, wird des-
halb ein anderes Mittelungsverfahren verwendet; bei der Messdatenerfassung werden mehrere,
das gleiche deﬁnierte Zeitintervall abdeckende, Messschriebe aufgenommen und anschließend
Kapitel 4. Messtechnik und Auswerteverfahren 74
u¨berlagert. Das Zeitintervall fu¨r alle aufgenommenen Messschriebe (Samples) bestimmt sich
aus einer deﬁnierten Startzeit und der vorgegebenen Messdauer. Im Fall einer Turbomaschine
wird der Beginn der Messung in der Regel durch ein einmal je Rotorumdrehung wiederkehren-
des Triggersignal ausgelo¨st, so dass sich die messende Sonde zu Beginn der Messung zeitlich
immer in der gleichen Phasenlage zum Nachlauferzeuger beﬁndet. U¨berlagert man unendlich
viele in dieser Weise gewonnene Samples, so heben sich die Fluktuationen um den periodischen
Mittelwert gerade auf, und es ergibt sich ein glattes periodisches Signal. In der Realita¨t wird
immer nur eine begrenzte Anzahl an Samples zur Verfu¨gung stehen, die so hoch gewa¨hlt wer-
den muss, dass die U¨berlagerung der Einzelsignale in guter Na¨herung der idealen periodischen
Schwankungsbewegung entspricht. Die U¨berlagerung und anschließende Mittelung mehrerer
zeitlich phasengleich aufgenommener Samples bezeichnet man als ensemble-Mittelung (engl.:
phase-locked averaging). Fu¨r die vorliegende Arbeit wurden fu¨r die Hitzdrahtmessungen 150
und fu¨r die OHF-Messungen 100 Samples gemittelt.
Formelma¨ßig dru¨ckt sich die ensemble-Mittelung in folgender Form aus:
ξ˜(t) =
1
N
N∑
i=1
ξi(t). (4.18)
Dabei entspricht ξi(t) dem Messsignal eines u¨ber der Zeit t aufgenommenen Samples und
N der Anzahl der Samples. Die resultierende ensemble-gemittelte Gro¨ße ξ˜(t) ist weiterhin
zeitabha¨ngig, wobei die Zeit t aufgrund der endlichen Abtastfrequenz des Messsystems durch
diskrete Zeitpunkte t∗ repra¨sentiert wird.
RMS-Werte und statistische Momente Die stochastischen Fluktuationen um den
ensemble-Mittelwert erha¨lt man durch Subtraktion der einzelnen Samples von dem nach
Gleichung (4.18) bestimmen Mittelwert. Die Sta¨rke dieser Fluktuationen gibt man in der
Regel in der Form eines RMS24-Wertes an, der im Sinne der Turbulenztheorie der Wurzel des
zweiten (zentralen) statistischen Momentes, also der Wurzel aus der Varianz und somit der
Standardabweichung25 entspricht:
R˜MS(ξ(t)) =
√√√√ 1
N
N∑
i=1
[
ξi(t)− ξ˜(t)
]2
. (4.19)
Betrachtet man als Messgro¨ße z.B. die durch Kreuzdrahtmessungen gewonnenen Geschwin-
digkeitskomponenten (ξ(t) = u(t) bzw. ξ(t) = v(t)), so ergibt sich ein unmittelbarer Zu-
sammenhang zwischen deren nach Gleichung (4.19) deﬁnierten RMS-Werten und, unter der
24root mean square
25Genau genommen wird bei der Bestimmung der Standardabweichung, um einen erwartungstreuen Wert
zu erhalten, die Summe der quadrierten Fluktuationen durch (n − 1) dividiert. Die Standardabweichung
entspricht also nicht exakt dem RMS-Wert, was fu¨r große N allerdings vernachla¨ssigbar ist.
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Annahme, dass die Fluktuationen in radialer Richtung vernachla¨ssigbar sind, der ensemble-
gemittelten turbulenten kinetischen Energie:
k˜(t) =
1
2
([
R˜MS(u(t))
]2
+
[
R˜MS(v(t))
]2)
. (4.20)
Normiert man die turbulente kinetische Energie mit der lokalen mittleren Stro¨mungsgeschwin-
digkeit so erha¨lt man den Turbulenzgrad:
T˜u(t) =
√
2
3
k˜(t)
c˜(t)
. (4.21)
Ein Maß fu¨r die Sta¨rke der periodischen Fluktuationen la¨sst sich durch die Deﬁnition eines
periodischen RMS-Wertes angeben. Dieser bezieht die Fluktuationen des ensemble-gemittelten
Signals auf dessen nach Gleichung (4.17) deﬁnierten zeitlichen Mittelwert:
RMSp(ξ) =
√√√√ 1
M
M∑
j=1
[
ξ˜(t∗j)− ξ˜(t)
]2
, (4.22)
wobei M der Anzahl der aufgenommen diskreten Zeitpunkte t∗j entspricht.
Entsprechend Gleichung (4.19) lassen sich statistische zentrale Momente ho¨herer Ordnung
berechnen. Dabei kommt dem dritten Moment, der Schiefe, insbesondere bei der Betrachtung
transitionaler Grenzschichten eine besondere Bedeutung zu. Sie ist ein Maß fu¨r die Asymmetrie
der Amplitudenha¨uﬁgkeitsverteilung des Turbulenzspektrums und beru¨cksichtigt die turbulen-
ten Schwankungen um den ensemble-Mittelwert:
˜SKEW(ξ(t)) = 1N ∑Ni=1
[
ξi(t)− ξ˜(t)
]3
[RMS(ξ)]3S
. (4.23)
Als Bezugswert wird dabei der u¨ber der Schaufelkoordinate S zeitlich gemittelte RMS-Wert fu¨r
die betrachtete Clocking-Position herangezogen. Durch die Mittelung des Bezugswertes u¨ber
der Schaufelkoordinate ist ˜SKEW(ξ(t)) nicht von dem mit der Sensorposition variierenden
Niveau des RMS-Wertes, sondern nur von der Asymmetrie des Turbulenzspektrums abha¨ngig.
In Analogie zur Schiefe la¨sst sich eine ”totale Schiefe” des Messsignals bestimmen, indem nicht
die Fluktuationen um den ensemble-Mittelwert ξ˜(t), sondern die ”totalen” Fluktuationen ξ′t(t)
um den zeitlichen Mittelwert beru¨cksichtigt werden. Diese Gro¨ße hat keine direkte physikali-
sche Bedeutung, erweist sich jedoch bei der Auswertung der OHF-Messdaten im Hinblick auf
die Bestimmung von charakteristischen Ausbreitungsgeschwindigkeiten in der Grenzschicht als
hilfreich:
˜SKEWt(ξ(t)) = 1N
∑N
i=1
[
ξi(t)− 1Tm
∫ Tm
0
ξi(t) dt
]3
[√
1
N
∑N
i=1
[
ξi(t)− 1Tm
∫ Tm
0
ξi(t) dt
]2]3 . (4.24)
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Durch Subtraktion des zeitlichen Mittelwertes fu¨r jedes aufgenommene Sample ergibt sich, un-
abha¨ngig vom absoluten Niveau der Messgro¨ße, eine periodische Schwankung um einen nahe
bei 0 liegenden Mittelwert. Durch Potenzieren mit dem Exponent 3 werden diese Schwan-
kungen vorzeichenrichtig versta¨rkt und eine geeignete Normierung fu¨hrt zu Amplituden in
der Gro¨ßenordung von ±1. Dadurch werden unterschiedliche Niveaus im zeitlichen Mittelwert
sowie unterschiedliche Amplituden gro¨ßtenteils eliminiert, so dass der Einﬂuss der periodisch-
instationa¨ren Nachla¨ufe auf die Grenzschicht anhand der auftretenden Maxima und Minima
von ˜SKEWt(ξ(t)) erkennbar wird.
Bezeichnungskonvention Alle instationa¨r mit Hilfe von HWA oder OHF gewonnenen
Messdaten werden in Abha¨ngigkeit von 5 Parametern erfasst: der Clockingposition, der Son-
denposition, der Zeit in Form diskreter Zeitpunkte, dem aktuellen Sample und dem Messdurch-
gang. Bei der Darstellung der Messergebnisse wird immer der Mittelwert aus allen aufgenom-
menen Messdurchga¨ngen26 geplottet und, falls dies die U¨bersichtlichkeit der Darstellung nicht
beeintra¨chtigt, die Abweichung von diesem Mittelwert durch Fehlerbalken angezeigt. Die Mit-
telung u¨ber alle aufgenommenen Samples erfolgt durch die ensemble-Mittelungstechnik nach
Gleichung (4.18) und wird durch eine Tilde u¨ber der zeitabha¨ngigen Messgro¨ße ξ˜(t) ange-
deutet. Zeitliche Mittelwerte u¨ber alle Samples werden nach Gleichung (4.17) durch einen
geraden Querstrich u¨ber der Messgro¨ße charakterisiert. U¨ber alle Sondenpositionen gemittel-
te, also nach Gleichung (4.12) u¨ber eine Teilung ﬂa¨chengemittelte Gro¨ßen, werden durch spitze
Klammern dargestellt. Eine Mittelung u¨ber alle Clockingpositionen wird durch eckige Klam-
mern mit dem Index clp angedeutet. Bei der Mittelung u¨ber die Clocking- bzw. Sondenposition
wird immer die bereits zeitlich gemittelte Gro¨ße betrachtet. Eine U¨bersicht u¨ber alle bei der
Darstellung der Ergebnisse relevanten Mittelungsverfahren ist in Tabelle 4.1 angegeben.
Mittelung
clp Sondenposition Zeit Sample Messdurchgang
[ξ]clp 〈ξ〉 ξ, ξ ξ˜(t) -
Tab. 4.1: Abku¨rzungen fu¨r die eingesetzten Mittelungsverfahren
Zur Vereinfachung der Schreibweise wird der die zeitliche Mittelung charakterisierende
U¨berstrich in den Diagrammen weggelassen, so dass ξ(t) fu¨r die zeitabha¨ngigen und ξ ≡ ξ˜(t)
26In der Regel wurden zur U¨berpru¨fung der Reproduzierbarkeit drei bis vier Messdurchga¨nge aufgenommen.
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fu¨r die zeitlich gemittelten Gro¨ßen steht. Entsprechend werden die zeitlichen Mittelungen von
RMS-Wert und Schiefe vereinfacht dargestellt:
RMS(ξ) ≡ R˜MS(ξ(t)), (4.25)
SKEW(ξ) ≡ ˜SKEW(ξ(t)). (4.26)
Falls nicht anders angegeben handelt es sich bei den dargestellten Gro¨ßen um die Werte
auf dem Mittelschnitt. Bei 2D-Darstellungen werden die fu¨r den Mittelschnitt repra¨sentativen
Werte durch den Subscript MS angedeutet.
